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Vorwort der Herausgeber
Die Komplexität des verbrennungsmotorischen Antriebes ist seit über 100 Jahren
Antrieb für kontinuierliche Aktivitäten imBereich der Grundlagenforschung sowie
der anwendungsorientierten Entwicklung. Die Kombination eines instationären
thermodynamischen Prozesses mit einem chemisch reaktiven und hochturbu-
lenten Gemisch, welches in intensiver Wechselwirkung mit einer Mehrphasen-
strömung steht, stellt den technologisch anspruchsvollsten Anwendungsfall dar.
Gleichzeitig ist das Produkt des Verbrennungsmotors aufgrund seiner vielseiti-
gen Einsetzbarkeit und zahlreicher Produktvorteile für sehr viele Anwendungen
annähernd konkurrenzlos. Nun steht der Verbrennungsmotor insbesondere auf-
grund der Abgasemissionen im Blickpunkt des öffentlichen Interesses. Vor diesem
Hintergrund ist eine weitere und kontinuierliche Verbesserung der Produkteigen-
schaften des Verbrennungsmotors unabdingbar.
Am Institut für Kolbenmaschinen am Karlsruher Institut für Technologie wird
deshalb intensiv an der Weiterentwicklung des Verbrennungsmotors geforscht.
Übergeordnetes Ziel dieser Forschungsaktivitäten ist die Konzentration auf drei
Entwicklungsschwerpunkte. Zum einen ist die weitere Reduzierung der Emissio-
nen des Verbrennungsmotors, die bereits im Verlauf der letzten beiden Dekaden
um circa zwei Größenordnungen reduziert werden konnten, aufzuführen. Zum
zweiten ist die langfristige Umstellung der Kraftstoffe auf eine nachhaltige Basis
Ziel der verbrennungsmotorischen Forschungsaktivitäten. Diese Aktivitäten fokus-
sieren gleichzeitig auf eine weitere Wirkungsgradsteigerung des Verbrennungs-
motors. Der dritte Entwicklungsschwerpunkt zielt auf eine Systemverbesserung.
Motivation ist beispielsweise eine Kostenreduzierung, Systemvereinfachung oder
Robustheitssteigerung von technischen Lösungen. Bei den meisten Fragestellun-
gen wird aus dem Dreiklang aus Grundlagenexperiment, Prüfstandversuch und
Simulation eine technische Lösung erarbeitet.
Die Arbeit an diesen Entwicklungsschwerpunkten bestimmt die Forschungs- und
Entwicklungsaktivitäten des Instituts. Hierbei ist eine gesunde Mischung aus
grundlagenorientierter Forschung und anwendungsorientierter Entwicklungs-
arbeit der Schlüssel für ein erfolgreichesWirken. In nationalen als auch internatio-
nalen Vorhaben sind wir bestrebt, einen wissenschaftlich wertvollen Beitrag zur
erfolgreichenWeiterentwicklung des Verbrennungsmotors beizusteuern. Sowohl
Industriekooperationen als auch öffentlich geförderte Forschungsaktivitäten sind
hierbei die Grundlage guter universitärer Forschung.
III
Zur Diskussion der erarbeiteten Ergebnisse und Erkenntnisse dient diese Schrif-
tenreihe, in der die Dissertationen des Instituts für Kolbenmaschinen verfasst
sind. In dieser Sammlung sind somit die wesentlichen Ausarbeitungen des Insti-
tuts niedergeschrieben. Natürlich werden darüber hinaus auch Publikationen auf
Konferenzen und in Fachzeitschriften veröffentlicht. Präsenz in der Fachwelt erar-
beiten wir uns zudem durch die Einreichung von Erfindungsmeldungen und dem
damit verknüpften Streben nach Patenten. Diese Aktivitäten sind jedoch erst das
Resultat von vorgelagerter und erfolgreicher Grundlagenforschung.
Jeder Doktorand am Institut beschäftigt sich mit Fragestellungen von ausgepräg-
ter gesellschaftlicher Relevanz. Insbesondere Nachhaltigkeit und Umweltschutz
als Triebfedern des ingenieurwissenschaftlichen Handelns sind die Motivation
unserer Aktivität. Gleichzeitig kann er nach Beendigung seiner Promotion mit
einer sehr guten Ausbildung in der Industrie oder Forschungslandschaft wichtige
Beiträge leisten.
In diesem Band der Schriftenreihe berichtet Herr Dahnz über experimentelle und
numerischeUntersuchungen zur Selbstzündung undVerbrennung inOttomotoren.
Im Fokus der Arbeit steht die Entwicklung eines integralen Verbrennungsmodells
für die ottomotorische Verbrennung. Das Modell, das im ersten Teil der Arbeit vor-
gestellt wird, umfasst Teilmodelle für reguläre Flammenfrontverbrennung sowie
für homogene Selbstzündung.
Im zweiten Teil der Arbeit werden verschiedene Anwendungsbeispiele für das
Verbrennungsmodell behandelt. Dabei werden die Ergebnisse von Simulations-
rechnungen jeweils anhand von Messdaten bewertet. Die reguläre Flammenfront-
verbrennung wird anhand von gemessenen Zylinderdruckverläufen und Kamera-
aufnahmen validiert. Als Anwendungsbeispiel für das Selbstzündungsmodell wird
die HCCI-Verbrennung untersucht. Zur Validierung werden hier die berechneten
Zündorte mit einer optisch ermittelten Zündortverteilung verglichen. Neben die-
sen Fällen mit reiner Flammenfrontverbrennung und reiner Selbstzündung wird
außerdem die Vorentflammung als komplexerer Anwendungsfall untersucht. Die
Untersuchungen zu diesem Phänomen umfassen eine systematische Analyse der
möglichen Auslösemechanismen sowie eine Bewertung dieser Mechanismen. Es
wird ein Ansatz vorgestellt, mit dem sich auf Grundlage des vorgestellten Verbren-
nungsmodells die Vorentflammungsneigung unterschiedlicher Motorkonzepte
und Betriebsstrategien vergleichen lässt.
Karlsruhe, im Juni 2015 Prof. Dr.-Ing. Ulrich Spicher
Prof. Dr. sc. techn. Thomas Koch
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1 Einleitung
Drosselverluste im Teillastbetrieb sind die größte Herausforderung bei der Redu-
zierung des Kraftstoffverbrauchs von Ottomotoren. Abbildung 1.1 zeigt exempla-
risch das 𝑝-𝑉-Diagramm eines Ottomotors im gedrosselten Betrieb. Deutlich ist
zu erkennen, wie der Zylinderdruck während des Saugtakts auf ein Niveau weit
unterhalb des Umgebungsdrucks absinkt. Die daraus resultierende große Ladungs-
wechselarbeit leistet einen negativen Beitrag zur Nettoarbeit desMotors undmuss
durch positive Arbeit in der Hochdruckschleife des Motorprozesses kompensiert
werden. Gelingt es, die Ladungswechselarbeit zu reduzieren, kann auch die Hoch-










Abbildung 1.1: 𝑝-𝑉-Diagramm eines konventionellen Ottomotors im
Teillastbetrieb (Ausschnitt). 𝑝mi = 2,7 bar.
druckarbeit reduziert werden, was mit einer Senkung des Kraftstoffverbrauchs
gleichgesetzt werden kann.
Zur Vermeidung der Drosselverluste wurden zahlreiche Strategien entwickelt.
Diese lassen sich in drei Gruppen unterteilen: Magerstrategien, Strategien mit
vollvariablem Ventiltrieb und Strategien mit Betriebspunktverschiebung.
Bei den Magerstrategien werden die Drosselverluste reduziert, indem der Motor
entdrosselt betrieben wird. Die Last wird dann – ähnlich wie bei Dieselmotoren
– durch eine Anpassung der eingespritzten Kraftstoffmenge geregelt. Für kleine
Lasten ergeben sich somit sehr magere Gemischzusammensetzungen, was für den
ottomotorischenBetrieb problematisch ist, da sich nur Gemische innerhalb von en-
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Abbildung 1.2: 𝑝-𝑉-Diagramm eines Ottomotors mit Schichtbrennver-
fahren in der Teillast (Ausschnitt). 𝑝mi = 3,0 bar.
gen Zündgrenzen umdie Stöchiometrie zuverlässig entflammen lassen. Lösen lässt
sich dieses Problem, indem der Kraftstoff des global mageren Gemischs räumlich
inhomogen im Brennraum platziert wird. Dies lässt sich durch die strahlgeführte
Benzindirekteinspritzung realisieren. Abbildung 1.2 zeigt den Ladungswechsel
in einem vollständig entdrosselten Teillastpunkt bei einemMotor mit Schichtla-
dung.
Neben dem reinen Schichtbetrieb wurden auch Strategien umgesetzt, bei denen
zunächst ein homogenesmageres Grundgemisch im gesamten Brennraum erzeugt
wird, das gezündet werden kann, nachdem in der unmittelbaren Umgebung der
Zündkerze durch eine zündungsnahe Einspritzung ein zündfähiges Gemisch er-
zeugt wurde [Wal10].
Des weiteren lässt sich das Problem der Entflammbarkeit magerer Gemische auch
dadurch lösen, dass zur Zündung keine Zündkerze verwendetwird, sondern Selbst-
zündung. Auf diese Weise lassen sich auch sehr magere Gemische zur Reaktion
bringen. Neben der Abmagerung durch Verdünnung mit Frischluft besteht die
Möglichkeit, das Gemisch zu verdünnen, indem heißes Abgas im Brennraum zu-
rückgehalten wird, beispielsweise durch negative Ventilüberschneidung [Gün04].
Die Verdünnung mit Abgas hat den Vorteil, dass ohne zusätzlichen Aufwand hohe
Mischungstemperaturen erzielt werden können. Dies erleichtert das Erreichen der
für die Selbstzündung erforderlichen hohen Temperaturen bei Kompressionsende.
Abbildung 1.3 zeigt das 𝑝-𝑉-Diagramm des Ladungswechsels bei einem solchen
Brennverfahren.
Bei der Nutzung eines vollvariablen Ventiltriebs können die Drosselverluste in der
Teillast erheblich reduziert werden, indem die Ventilsteuerzeiten auf geeignete
Weise angepasst werden. Dabei kann entweder durch extrem spätes Schließen der
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Abbildung 1.3: 𝑝-𝑉-Diagramm eines Ottomotors im HCCI-Betrieb mit
negativer Ventilüberschneidung (Ausschnitt). 𝑝mi =
2,0 bar.
Einlassventile ein Teil der Zylinderfüllung ins Saugrohr zurückgeschoben werden
(Atkinson-Verfahren) oder durch frühes Schließen der Einlassventile der Ansaug-
vorgang frühzeitig beendetwerden (Miller-Verfahren) [Fli01]. Auf dieseWeise kann
die Zylinderfüllung ohne Drosselung angepasst werden, so dass der Motor auch
bei niedrigen Lasten mit stöchiometrischem Gemisch betrieben werden kann. Bei-
de Strategien sind als 𝑝-𝑉-Diagramm in schematischer Darstellung in Abbildung
1.4 zu sehen.
Anstatt durch Reduktion der Drosselverluste im Teillastbetrieb kann die Effizienz
des Verbrennungsmotors auch gesteigert werden, indem der Motorbetrieb bei
Teillast ganz vermieden wird. Eine derartige Betriebspunktverschiebung kann
realisiert werden, indem Motoren mit kleinerem Hubvolumen eingesetzt werden,
die folglich spezifisch höher belastet werden. Diese Strategie wird als Downsizing
bezeichnet [Gol05].
Die Verkleinerung des Hubvolumens hat natürlich zur Folge, dass auch das ma-
ximal erzielbare Drehmoment und – sofern der zulässige Drehzahlbereich nicht
erweitert wird – die Nennleistung abnimmt. Um diesen Nachteil zu kompensie-
ren, werden Downsizing-Motoren aufgeladen. Auf diese Weise ist es möglich, die
Verbrauchsvorteile im Teillastbetrieb zu nutzen und gleichzeitig die Möglichkeit
des Betriebs bei höheren Lasten zu erhalten.
Alle genannten Verfahren haben einen mehr oder weniger großen Einfluss auf
den Ablauf der Verbrennung undmüssen somit bei der Entwicklung aktueller und










Abbildung 1.4: Ungedrosselter Teillastbetrieb bei vollvariablem Ven-
tiltrieb: Einlass schließt spät (Atkinson, links), Einlass
schließt früh (Miller, rechts). Schematische Darstellung.
Den schwächsten Einfluss auf die Verbrennung hat unter den genannten Strate-
gien der Einsatz von vollvariablen Ventiltrieben. Wie beim konventionellen Ot-
tomotor findet auch hier eine funkengezündete Flammenfrontverbrennung in
homogenem stöchiometrischen Gemisch statt. Einzig der Einfluss der geänder-
ten Brennrauminnenströmung hat einen Einfluss auf das Brennverfahren. Das
frühe Schließen des Einlassventils beim Miller-Verfahren bewirkt, dass sich nur
eine schwache Brennrauminnenströmung ausbildet. Dies hat ein geringes Tur-
bulenzniveau zu Beginn der Verbrennung zur Folge [Sch07], das wiederum für
thermodynamisch ungünstige lange Brenndauern verantwortlich ist [Het12]. Im
Hinblick auf die Berechnung während der Brennverfahrensentwicklung stellt die-
ser Einfluss jedoch kein Problem dar, da die verfügbaren Verbrennungsmodelle
den Einfluss der Turbulenzintensität auf die Flammengeschwindigkeit bereits
berücksichtigen.
Sowohl die Strategie des Downsizing als auch die unterschiedlichen Ausprägungen
der Magerstrategien bergen hingegen neue Herausforderungen für die Verbren-
nungsmodellierung.
Die Verbrennung bei Ladungsschichtung weist gegenüber der Verbrennung unter
homogen vorgemischten Bedingungen einige Besonderheiten auf. Da im Brenn-
raum ein kontinuierlicher Übergang von sehr fetten zu sehrmageren Bedingungen
stattfindet, hat auch die Flamme eine besondere Struktur. Es treten gleichzeitig
Vormischflammen im fetten und immageren Bereich und eine Diffusionsflamme
im stöchiometrischen Bereich dazwischen auf [Pet97a]. Diese Form der Verbren-
nung wird als Tripelflamme bezeichnet.
Bestehende Modelle können zwar mit geringem Aufwand erweitert werden, um
die Verbrennung unter geschichteten Bedingungen abzudecken, in den allgemein
verfügbaren Modellen ist dieser Schritt jedoch noch nicht vollzogen [Mer11].
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1 Einleitung
Für die Berechnung der Magerbrennverfahren auf Basis von homogener Selbst-
zündung sind die gängigen Modelle für die ottomotorische Verbrennung gänzlich
ungeeignet. Der Verlauf der Verbrennung wird bei diesen Brennverfahren maß-
geblich durch die Selbstzündung des Kraftstoff-Luft-Gemischs bestimmt. Diese
wiederum ist von der Reaktionskinetik dominiert, die stark vom verwendeten
Kraftstoff abhängt. Bisher existieren keine einfachen, allgemeingültigen Modelle
zur Beschreibung der Selbstzündung und anschließenden Verbrennung.
Das Downsizing selbst ist unproblematisch im Hinblick auf die Simulation der
Verbrennung. Wie bei konventionellen Ottomotoren auch findet in diesen Moto-
ren eine reguläre, funkengezündete Flammenfrontverbrennung unter annähernd
stöchiometrischen homogenen Bedingungen statt. Der höhere Ladedruck bei Voll-
last stellt kein Problem bei der Anwendung der gängigen Verbrennungsmodelle
dar. Allerdings treten in diesen spezifisch hoch belasteten Motoren vermehrt Ver-
brennungsanomalien auf, die bei der Brennverfahrensentwicklung berücksichtigt
werdenmüssen. Neben demKlopfenwird hier der Vorentflammung besondere Be-
deutung beigemessen. Dieses Phänomen, das auf der Selbstzündung des Gemischs
noch vor der Funkenzündung beruht, ist bisher nur unzureichend verstanden.
Ein allgemeines Verbrennungsmodell für die Auslegung aktueller und künftiger
Brennverfahren für Ottomotoren muss somit eine Fülle von Anforderungen er-
füllen. Um die genannten Herausforderungen zu meistern, muss das Simulati-
onsmodell in der Lage sein, die Verbrennung in Ottomotoren unter homogen
und teilhomogen vorgemischten Bedingungen zu berechnen. Außerdem muss
es Selbstzündung im unverbrannten Gemisch zuverlässig vorhersagen und die
Übergänge zwischen beiden zulassen. Ein Übergang von der Selbstzündung zur
Flammenfrontverbrennung kann beispielsweise bei der Vorentflammung oder
unter Umständen auch bei der HCCI-Verbrennung auftreten. Beim Klopfen folgt
die Selbstzündung auf die Flammenausbreitung.
Im Rahmen dieser Arbeit soll ein Beitrag zur Entwicklung eines solchen allge-
meingültigen Verbrennungsmodells zur Einbindung in die dreidimensionale Strö-
mungssimulation (3D-CFD) geleistet werden.
In den folgenden Abschnittenwerden zunächst einige Grundlagen zur turbulenten
Vormischverbrennung und zur Selbstzündung sowie zu Selbstzündphänomenen
in der Motoranwendung zusammengefasst. Danach folgt eine Beschreibung der
verwendeten Versuchsmotoren sowie der eingesetzten Messtechnik. Anschlie-
ßend wird das implementierte integrale Verbrennungsmodell vorgestellt. Als An-
wendungsbeispiele werden dann die reguläre Flammenausbreitung, die HCCI-




Die Verbrennung ist ein hoch komplexer Prozess, der sich aus einer Vielzahl von
physikalischen Effekten zusammensetzt. In erster Linie kann sie als eine Überlage-
rung von chemischer Kinetik und Wärme- und Stofftransport betrachtet werden.
In vielen Anwendungen – so auch im Verbrennungsmotor – finden diese Prozesse
zudem innerhalb eines turbulenten Strömungsfelds statt, in dem die Verteilung
der Reaktanden sowie das Temperatur- und Druckfeld mehr oder weniger große
Inhomogenitäten aufweisen. Abhängig vom gewählten Brennverfahren können
diese Inhomogenitäten – wie etwa im Fall des Ottomotors mit Saugrohreinsprit-
zung – vergleichsweise schwach ausgeprägt sein, es können aber auch deutliche
Stratifizierungseffekte auftreten, etwa bei der strahlgeführten Benzindirektein-
spritzung. ImExtremfall später Kraftstoffeinspritzung kann die Verbrennung sogar
maßgeblich durch Mehrphasigkeit bestimmt sein. Dies ist beispielsweise bei der
Dieselverbrennung der Fall.
Im Rahmen dieser Arbeit können daher nur einzelne Grenzfälle betrachtet wer-
den, die von besonderer Bedeutung für die Vorgänge in Ottomotoren sind: die
Flammenfrontverbrennung unter vorgemischten Bedingungen und die homogene
Selbstzündung.
2.1 Turbulente Vormischverbrennung
Unter den Bedingungen, die üblicherweise in Ottomotoren herrschen, stellt die
Vormischverbrennung den wichtigsten Sonderfall der Verbrennung dar. Die Re-
aktion verläuft in diesem Fall fast ausschließlich innerhalb einer dünnen, selbst-
erhaltenden Reaktionszone, die sich relativ zum umgebenden Gemisch fortbe-
wegt [Tur00].
Auch wenn laminare Flammen unter den Bedingungen, wie sie in Verbrennungs-
motoren vorzufinden sind, nicht vorkommen, liefert ihre Beschreibung doch ei-
ne unverzichtbare Grundlage zur Betrachtung von turbulenten Flammen. In den
folgenden Abschnitten werden daher zunächst grundlegende Eigenschaften von





Basis für die Betrachtung der Flammenfrontverbrennung ist die laminare Flamme.
Sie ist charakterisiert durch einen steilen Temperaturanstieg von der unverbrann-
ten zur verbrannten Seite hin, einhergehend mit der stofflichen Umwandlung der
Reaktionsedukte in die -produkte. Die Struktur einer solchen Flamme ist in Abbil-
dung 2.1 am Beispiel einer Methanflamme für vorgemischte Magerverbrennung











Abbildung 2.1: Schematische Darstellung der Struktur einer vorge-
mischten Methanflamme [Pet97b].
Bereichen: der Vorwärmzone, der inneren Schicht und der Oxidationszone [Zel38].
In der chemisch inerten Vorwärmzone wird das unverbrannte Gemisch durch
Wärmeleitung aufgeheizt. Die Gradienten in den Spezieskonzentrationen in dieser
Zone kommen dadurch zustande, dass Verbrennungsedukte in die innere Schicht
und Verbrennungsprodukte aus der inneren Schicht heraus diffundieren. Die geo-
metrische Ausdehnung der Vorwärmzone liegt in der Größenordnung der Flam-
mendicke 𝑙F.
An die Vorwärmzone schließt die deutlich dünnere innere Schicht an, in der in
schnellen zweimolekularen Reaktionen Kraftstoffmoleküle angegriffen und Zwi-
schenprodukte gebildet werden. Die Dicke der inneren Schicht 𝑙δ lässt sich als
Bruchteil der Flammendicke 𝑙F angeben. Der Skalierungsfaktor 𝛿 liegt in der Grö-
ßenordnung von 0,1.
𝑙𝛿 = 𝛿𝑙F . (2.1)
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Hinter der inneren Schicht liegt die Oxidationszone, in der die Zwischenprodukte
in vergleichsweise langsamablaufendenReaktionen zudenEndproduktenoxidiert
werden. Von besonderer Bedeutung ist dabei die Bildung von CO2:
CO + OH −−−→ CO2 + H . (R 2.1)
Eine charakteristische Größe zur Beschreibung der laminaren Vormischverbren-
nung ist die laminare Flammengeschwindigkeit 𝑠L. Sie beschreibt die Ausbrei-
tungsgeschwindigkeit einer Reaktionsfront in Normalenrichtung, relativ zum un-
verbrannten Gemisch. Die Flammengeschwindigkeit muss abgegrenzt werden von
der Flammenfrontgeschwindigkeit. Diese gibt die Geschwindigkeit der Flamme in
einemortsfesten Koordinatensystem an und schließt daher neben der Flammenge-
schwindigkeit auch konvektive Strömungs- und Expansionseffekte mit ein, die aus
dem Dichteunterschied zwischen unverbranntem und verbranntem Gemisch ent-
stehen. Aus der Kontinuitätsbedingung folgt für die Strömungsgeschwindigkeiten
an einer Flammenfront mit der Oberfläche 𝐴:
𝜌uv𝑠L𝐴 = 𝜌uv𝑣uv𝐴 = 𝜌v𝑣v𝐴 . (2.2)
Der Index uv bezeichnet hier den unverbrannten Zustand, v den verbrannten. Mit
𝜌 ist jeweils die Dichte im entsprechenden Bereich bezeichnet, mit 𝑣 die Strö-
mungsgeschwindigkeit.
Die laminare Flammengeschwindigkeit ist eine thermochemische Transporteigen-
schaft. Sie hängt für einen gegebenen Kraftstoff in erster Linie vom Luft-Kraftstoff-
Verhältnis, der Temperatur im Unverbrannten und vom Druck ab. Sie kann gemes-
sen werden, indem an einem flachen Brenner die Ausströmgeschwindigkeit so
eingestellt wird, dass die Flamme gerade nicht abhebt.
2.1.2 Einfluss der Turbulenz
Betrachtet man den Einfluss von Turbulenz auf die Flammengeschwindigkeit, so
ist eine Klassifizierung nach unterschiedlichen Längenskalen erforderlich.
Großskalige Turbulenz
TurbulenteWirbel, derenAbmessungen groß sind gegenüber derDicke der lamina-
ren Flamme, bewirken ausschließlich kinematische Wechselwirkungen zwischen
Strömung und Flamme, also eine Deformation der Flammenfront. Abbildung 2.2
zeigt schematisch eine solche deformierte Flammenfront. Durch Anwendung der







Abbildung 2.2: Schematische Darstellung der Fortpflanzung einer tur-
bulenten Flamme [War01].
bulente Flammengeschwindigkeit 𝑠T in Abhängigkeit von der laminaren Flammen-
geschwindigkeit 𝑠L ableiten:







𝐴L ist dabei die laminare, 𝐴T die turbulente Flammenfläche, die der Projektion der
laminaren Flammenfläche in die Normalenebene der Hauptausbreitungsrichtung
der Flamme entspricht.
Aus der geometrischen Analogie zur Flamme eines Bunsenbrenners lässt sich zu-
nächst ein einfacher Ansatz zur Berechnung der turbulenten Flammengeschwin-
digkeit 𝑠T aus dem Schwankungsanteil der Strömungsgeschwindigkeit 𝑣
′, der auch
als Turbulenzintensität bezeichnet wird, herleiten [Dam40]:








Für größere Werte von 𝑣
′







Allerdings ist dieser lineare Ansatz nur gültig, solange die Turbulenzintensität
nicht zu groß ist [War01]. Messungen der Flammengeschwindigkeit in einer Ver-
brennungsbombe mit Turbulenzgeneratoren haben gezeigt, dass die turbulente
Flammengeschwindigkeit bei zunehmender Turbulenzintensität ein Maximum





Bei Turbulenzmit kleineren Längenskalen kommen andere Effekte zumTragen als
bei der oben beschriebenen großskaligen Turbulenz. Die turbulenten Wirbel sind
hier so klein, dass sie den Transport zwischen Reaktionszone und unverbrann-
tem Gas beeinflussen können. Die Flamme wird daher durch die Turbulenz nicht
einfach deformiert, sondern in ihrer Struktur verändert.
Um diesen Effekt zu quantifizieren, schlug Damköhler eine Formulierung in Ana-












Darin ist 𝐷 die molekulare, 𝐷T die turbulente Diffusivität und 𝑡c die chemische
Zeitskala. Unter der Voraussetzung, dass die chemische Zeitskala nicht von der









Die turbulente Diffusivität 𝐷T ist proportional zum Produkt aus der Turbulenzin-
tensität 𝑣′ und der integralen Länge 𝑙, die laminare Diffusivität zum Produkt aus









Der Vergleich der Gleichungen 2.9 und 2.6 zeigt, dass für kleinskalige Turbulenz
das Verhältnis der Flammengeschwindigkeiten nicht nur vom Verhältnis der Tur-
bulenzintensität zur laminaren Flammengeschwindigkeit, sondern auch vom Ver-
hältnis 𝑙/𝑙F der Längenskalen von Turbulenz und Flamme abhängt.
Für extrem kleinskalige Turbulenz verliert jedoch auch der in Gleichung 2.9 an-
gegebene Zusammenhang seine Gültigkeit, da die Annahme gleicher chemischer
Zeitskalen für den laminaren und turbulenten Fall nicht mehr erfüllt ist. Sind die
kleinstenWirbel der Turbulenz (Kolmogorov-Längenskala) so klein, dass sie in die
innere Schicht eindringen können, dann reißt die Flammenfront auf. Die Zeitskala
der Reaktion wird dann durch die turbulente Mischung beeinflusst, Gleichung 2.8
ist nicht mehr gültig.
Verbrennungsregime bei turbulenter Vormischverbrennung
Anhand der in den vorangegangenenAbschnitten beschriebenen Zusammenhänge
lassen sich unterschiedliche Verbrennungsregime unterscheiden. Entsprechend
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2 Grundlagen
den Zusammenhängen aus den Gleichungen 2.6 und 2.9 lassen sich diese in Ab-
hängigkeit von 𝑣
′
/𝑠L und 𝑙/𝑙F in einem Diagramm darstellen [Pet99].
Um in dieser Darstellung, die als Borghi-Diagramm bezeichnet wird, Bereiche ein-
teilen zu können, müssen jedoch zunächst einige charakteristische Kennzahlen
eingeführt werden. Die Turbulenz kann durch zwei Kenngrößen beschrieben wer-
den, die große Bedeutung in der numerischen Modellierung haben: die mittlere
turbulente kinetische Energie ?̄? und die mittlere Dissipationsrate ̄. Unter der
Annahme isotroper Turbulenz lassen sich diese in Abhängigkeit von der Intensität








Außerdem lässt sich aus diesen Größen eine integrale Zeitskala 𝜏 für die großen,





Die kleinsten Strukturen, die auftreten, bevor die Turbulenz durch viskose Effekte
in thermische Energie dissipiert, werden durch die Kolmogorov-Größen (𝜂: Länge,











; 𝑣𝜂 = (𝜈 ̄)
1/4
. (2.12)
FürdieBerechnungwirddie kinematischeViskosität𝜈 unmittelbar vorder inneren






Unter der Annahme, dass die Schmidt-Zahl den Wert Sc = 1 hat, lassen sich dann












Anhand dieser Größen lassen sich Ähnlichkeitskennzahlen definieren, die zur
Abgrenzung der Verbrennungsregime herangezogen werden können. Eine der











ImHinblick auf dieWechselwirkung vonVerbrennungundTurbulenz ist außerdem











Wie aus der Definition ersichtlich ist, gibt sie das Verhältnis der Flammenzeitskala
zur Kolmogorov-Zeitskala und das Verhältnis von Flammen- und Kolmogorov-
Längenskala in quadratischer Form an. Analog kann eine zweite Karlovitzzahl Ka𝛿
definiert werden, die sich nicht auf die gesamte Flammendicke, sondern nur auf




= 𝛿2Ka . (2.17)
Aus den Gleichungen 2.10, 2.12, 2.15 und 2.16 können dannAusdrücke für Linien kon-


















In doppeltlogarithmischer Auftragung erscheinen diese Linien als Geraden. Das
Borghi-Diagrammmit den charakteristischen Linien ReT = 1, Ka = 1 und Ka𝛿 = 1
(für 𝛿 = 0,1) ist in Abbildung 2.3 zu sehen. Die ausgewählten Linien zeigen die
Grenzen der Verbrennungsregime, die sich aus den oben beschriebenen Herlei-
tungen ergeben [Pet99]:
• Bereich der laminaren Flammen: In der linken unteren Ecke des Diagramms,
begrenzt durch die Linie ReT = 1, liegt der Bereich der laminaren Flammen.
Die Flammenfronten in diesem Bereich sind flach.
• Bereich der gewellten Flammenfronten: Der Bereich unterhalb der Linie
𝑣′/𝑠L = 1 wird als Bereich der gewellten Flammenfronten (wrinkled fla-
melets) bezeichnet. Die Turbulenz hat hier nur sehr schwachen Einfluss auf
die Flammenausbreitung, da die laminare Flammengeschwindigkeit größer
ist als die turbulenten Geschwindigkeitsschwankungen. Die Flammenfron-
ten in diesem Bereich sind daher nur leicht gewellt, können aber lokal als
laminar betrachtet werden.
• Bereich der gefalteten Flammen: In diesem Bereich gilt: Ka < 1. Das bedeu-
tet, dass die Kolmogorov-Länge 𝜂 der kleinsten Wirbel größer ist als die
Flammendicke 𝑙F, weshalb zwischen Turbulenz und Flamme eine rein kine-
matischeWechselwirkung besteht. Die Flamme kann auch hier lokal noch

























Abbildung 2.3: Borghi-Diagramm: Regime der turbulenten Vormisch-
verbrennung [Pet99].
Längenskalen deformiert. Der Bereich wird auch als corrugated flamelets-
Bereich bezeichnet.
• Bereich der dünnen Reaktionszonen: Im anschließenden Bereich 1 < Ka <
Ka𝛿 ist die Kolmogorov-Länge 𝜂 kleiner als die Flammendicke 𝑙F, aber größer
als die Dicke 𝛿 der inneren Schicht. Es kommt daher zur Wechselwirkung
zwischen Turbulenz und Vorwärmschicht. Allerdings hat die turbulente Mi-
schung keinen Einfluss auf die chemische Reaktion in der inneren Schicht.
Die Flamme wird daher aufgeweitet und aufgerissen.
• Bereich der gelöschten Reaktionszonen: Oberhalb der Linie Ka𝛿 = 1 liegt der
Bereich, in dem die kleinsten Wirbel der Turbulenz so klein sind, dass sie in
die innere Reaktionszone eindringen und diese aufreißen können: 𝜂 < 𝑙𝛿 .
Die turbulente Mischung beeinflusst hier direkt die chemische Zeitskala.
Für hohe Karlovitzzahlen ist keine Flammenfront mehr zu erkennen. Die
Verhältnisse gleichen sich denen in einem idealen Rührreaktor an.
In der ursprünglichen Fassung des Borghi-Diagramms ist der Bereich der gelösch-










Die Linie Da = 1 ist im Borghi-Diagramm somit eine Ursprungsgerade mit Stei-
gung eins.
In realen Strömungen liegt ein breites Spektrum von Dissipationsraten vor, wes-
halb turbulente Flammen sich nicht einfach als Punkte im Borghi-Diagramm ein-
zeichnen lassen, sondern nur als Zonen [War01].
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Unter den Bedingungen, wie sie in Ottomotoren auftreten, kann die Verbrennung
meist in den Bereich der gefalteten Flammen eingeordnet werden. Nur unter ma-
geren Verbrennungsbedingungen oder bei einer Kombination aus hoher Drehzahl
und kleiner Last kann unter Umständen auch der Bereich der dünnen Reaktions-
zonen erreicht werden [Wir93].
2.2 Homogene Selbstzündung höherer
Kohlenwasserstoffe
Im Gegensatz zur Flammenfrontverbrennung spielt die räumliche Auflösung für
homogene Selbstzündprozesse eine untergeordnete Rolle. Wird die räumliche Ver-
teilung der Reaktanden sowie der thermischen Zustandsgrößen in der idealisier-
ten Betrachtung als perfekt homogen verteilt angesehen, dann können sämtliche
Transportprozesse vernachlässigt werden. Das zeitliche Verhalten des Systems ist
dann ausschließlich durch die Reaktionskinetik bestimmt.
2.2.1 Elementarreaktionen
Für die Verbrennung von höheren Kohlenwasserstoffen gilt zunächst die globale
Reaktionsgleichung:
C𝑥H𝑦 + (𝑥 +
𝑦
4
)O2 −−−→ 𝑥 CO2 +
𝑦
2
H2O . (R 2.2)
In der Realität kann diese Reaktion so allerdings nicht ablaufen. Deutlich wird dies
bei Betrachtung eines konkreten Beispiels: Im Falle von Heptan C7H16 müsste ein
Kraftstoffmolekül gleichzeitig mit elf Sauerstoffmolekülen zusammentreffen, was
als nahezu unmöglich anzusehen ist.
Die Bruttoreaktion R 2.2 kann stattdessen in eine Vielzahl von kleinschrittigen
Einzelreaktionen aufgeteilt werden. Sind dies Reaktionen, die auf molekularer
Ebene tatsächlich so ablaufen, spricht man von Elementarreaktionen [War01].
Ein großer Vorteil bei der Verwendung von Elementarreaktionen zur quantitativen
Beschreibung von Reaktionsverläufen liegt darin, dass für sie einfache Zeitgesetze
gelten. Dies ist darauf zurückzuführen, dass die Reaktionsordnung von Elementar-
reaktionen ganzzahlig, unter allen Umständen konstant und einfach zu ermitteln
ist [War01], da sie der Molekularität der Reaktion entspricht. In der Praxis tre-
ten unimolekulare, bimolekulare und trimolekulare Elementarreaktionen auf, die




Die Gesamtheit aller Elementarreaktionen bildet das Reaktionssystem theoretisch
exakt ab. Sie bilden einen Reaktionsmechanismus. Der Reaktionsverlauf kann
damit für alle möglichen Anfangsbedingungen wie Temperaturen und Mischungs-
verhältnisse exakt berechnet werden, wenn die Parameter zur Berechnung der
Geschwindigkeitskoeffizienten 𝑘 aller Elementarreaktionen bekannt sind. Diese
lassen sich mit einem Exponentialansatz nach Arrhenius berechnen:




Da bei einigen Reaktionen der präexponentielle Faktor 𝐴 ebenfalls von der Tem-
peratur abhängt, wird in der Regel eine erweiterte Darstellung gewählt:




Zur Verwendung des Reaktionsmechanismus für die numerische Simulation wer-
den der präexponentielle Faktor𝐴′, der Exponent 𝑏 sowie die Aktivierungsenergie
𝐸a für jede Reaktion des Mechanismus gespeichert.
In der Praxis ist es imAllgemeinennichtmöglich, einen vollständigenReaktionsme-
chanismus aufzustellen, da dafür eine sehr große Anzahl an Elementarreaktionen
berücksichtigt werden muss, deren Koeffizienten vorab ermittelt werden müs-
sen. Eine vollständige Berechnung der Reaktionskinetik ist häufig jedoch auch
nicht erwünscht, da ohnehin stets ein Kompromiss aus Vorhersagegenauigkeit
und Rechenzeit getroffen werdenmuss. Es werden daher reduzierte Reaktionsme-
chanismen entwickelt, die den Reaktionsverlauf im interessierenden Temperatur-
und Druckbereich ausreichend genau wiedergeben. Zu diesem Zweck existieren
zahlreiche Methoden wie Annahme von Quasistationarität oder partiellen Gleich-
gewichten, Reaktionsauswahl mittels Sensitivitätsanalysen oder Reaktionsfluss-
analyse [War01; Joo06].
2.2.3 Radikalkettenreaktionen
Eine besondere Herausforderung bei der Untersuchung von Selbstzündvorgängen
in realen Motoren liegt in dem Umstand, dass die gängigen Kraftstoffe aus einer
Vielzahl von unterschiedlichen chemischen Spezies bestehen. Diese können bei
der Analyse und Beschreibung des Zündverlaufs nicht alle explizit berücksichtigt
werden, zumal die genaue Zusammensetzung der Kraftstoffe in aller Regel nicht
bekannt ist. Allerdings können allgemeingültige Mechanismen formuliert werden,
die sich auf alle höheren Kohlenwasserstoffe übertragen lassen. Möglich wird dies
durch die Tatsache, dass es sich bei der Selbstzündung von Kohlenwasserstoff-
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Luft-Gemischen um Radikalkettenreaktionen handelt. Das Systemverhalten wird
bestimmt durch das Zusammenspiel unterschiedlicher Reaktionstypen, bei denen
den Radikalen eine zentrale Bedeutung zukommt [War01]:
• Ketteneinleitungsreaktionen: Das Kraftstoffmolekül reagiert z. B. mit einem
Sauerstoffmolekül und bildet erste Radikale.
• Kettenfortpflanzungsreaktionen: Aus Radikalen werden durch Reaktion an-
dere Radikale gebildet, wobei ihre Anzahl konstant bleibt.
• Kettenverzweigungsreaktionen: Aus einem Radikal werden durch Reaktion
mehrere Radikale gebildet, wodurch sich die Reaktion beschleunigt.
• Kettenabbruchreaktionen: Durch Reaktion mit anderen Molekülen oder Stö-
ße mit der Wand werden Radikale verbraucht.
Das Zusammenspiel dieser Reaktionstypen ist stark von Temperatur und Druck
abhängig, so dass sich ein komplexes Systemverhalten ergibt: Betrachtet man ein
Kohlenwasserstoff-Luft-Gemisch in einem heißen Behälter, so stellt man fest, dass
das Gemisch bei bestimmtenWerten von Temperatur und Druck nur sehr langsam
reagiert, bei anderen jedoch – unter Umständen nach einer mehr oder weniger
langen Zündverzugszeit – schlagartig zündet und explosionsartig durchreagiert.
Durch Auftragen dieser Wertepaare in einem Diagramm lässt sich das 𝑝-𝑇-Zünd-
diagramm erstellen (siehe Abbildung 2.4), in dem die Grenzen zwischen Gebieten
mit langsamer Reaktion und denen mit explosionsartigem Umsatz eingezeichnet
werden können. Es ist zu erkennen, dass bei mittleren Temperaturen in Abhängig-
keit vomDruck drei Explosionsgrenzen existieren. Die Existenz der unteren beiden
Explosionsgrenzen ist auf den Charakter der ablaufenden chemischen Reaktionen
zurückzuführen. Es handelt sich dabei um Radikalkettenreaktionen, die zu ihrer
Initiierung zunächst eine Ketteneinleitungsreaktion erfordern. Um schnell genug
eine ausreichend große Anzahl an reaktiven Radikalen zu erzeugen, sind dann
Kettenverzweigungsreaktionen erforderlich, bei denen definitionsgemäß auf der
Produktseite mehr Radikale entstehen als auf der Eduktseite verbraucht werden.
Ketteneinleitungs- und Kettenverzweigungsreaktionen stehen dabei in Konkur-
renz zu Kettenabbruchreaktionen in der Gasphase und an Behälterwänden. Bei
sehr kleinen Drücken und folglich kleiner Dichte des Gases dominieren diese letzt-
genannten Kettenabbruchreaktionen an den Behälterwänden das Zündverhalten
des Systems. Die gebildeten Radikale diffundieren an die Wand (Diffusion ∝ 𝑝−1)
und werden dort in Abbruchreaktionen verbraucht, bevor Kettenverzweigungen
stattfinden können. Die Lage der ersten Zündgrenze ist folglich stark von Material
und Beschaffenheit der Wände abhängig [War01].
Bei höheren Drücken schwindet der Einfluss der Wände, das Systemverhalten
wird stattdessen bis hin zur dritten Explosionsgrenze dominiert von der Konkur-
renz zwischen Verzweigungs- und Abbruchreaktionen im Gas. Mit steigendem
Druck verschieben sich die Gleichgewichtslagen bestimmter Reaktionen derart,

















Abbildung 2.4: 𝑝-𝑇-Zünddiagramm für ein Kohlenwasserstoff-Luft-Ge-
misch (schematisch) [War01].
Kettenabbruch gleichkommt. Dieser Übergang ist für die Ausbildung der zweite
Explosionsgrenze verantwortlich.
An der dritten Explosionsgrenze schließlich findet ein Übergang statt von der
Radikalkettenreaktion zur thermischen Explosion. Die Dichte des reagierenden
Gases ist für die vorherrschenden hohen Drücke so groß, dass die pro Volumen-
einheit produzierte Wärmemenge nicht mehr schnell genug abgeführt werden
kann, was zu einer schnellen Aufheizung und folglich zu einem explosionsartigen
Umsatz führt, da die Reaktionsgeschwindigkeitmit der Temperatur zunimmt (Glei-
chung 2.21). Für den realen Motorbetrieb sind ausschließlich Drücke oberhalb der
zweiten Explosionsgrenze relevant.
Bei höheren Kohlenwasserstoffen kommt es in Bereichen nahe der dritten Ex-
plosionsgrenze, die in Abbildung 2.4 ebenfalls eingezeichnet ist, darüber hinaus
zu weiteren Phänomenen. Als kalte Flammen wird eine Form der Verbrennung
bezeichnet, die bei extrem niedrigen Temperaturen abläuft. Bei der Mehrfachzün-
dung erfolgt die Zündung erst nach einigen Lichtblitzen. Beide Phänomene treten
im Motor aufgrund der Kürze der zur Verfügung stehenden Zeit nicht auf [Bäu01].
Da sie in dem Temperatur- und Druckbereich angesiedelt sind, in dem auch imMo-
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tor Selbstzündung stattfinden kann, soll aber im Folgenden das zugrundeliegende
Phänomen der degenerierten Kettenverzweigung näher betrachtet werden. Dazu
ist es unerlässlich, die ablaufenden Reaktionen etwas detaillierter zu betrachten.
Wesentlich für das Systemverhalten ist in diesem Bereich die Unterscheidung
zweier Temperaturbereiche, in denen unterschiedliche Reaktionsverläufe zum
Tragen kommen.
Am Beginn jeder Reaktionskette steht jeweils eine Ketteneinleitungsreaktion, bei
der das Kraftstoffmolekül RH von einem Sauerstoffmolekül angegriffen wird:
RH + O2 −−−→ Ṙ + HȮ2 . (R 2.3)
Diese Reaktionen weisen hohe Aktivierungsenergien auf, woraus sich die langen
Zündverzugszeiten bei niedrigen Temperaturen erklären. Die Bildung von HȮ2
verläuft thermisch nahezu neutral, das Radikal ist relativ reaktionsträge.
Der weitere Verlauf der Reaktion ist stark von den herrschenden Temperaturen
abhängig. Die Reaktionsmechanismen, die bei Temperaturen 𝑇 > 1200K (bei-
spielsweise in der Flamme) zum Tragen kommen, werden als Hochtemperaturoxi-
dation bezeichnet. Auf die Ketteneinleitungsreaktion folgt hier thermischer Zerfall
in mehreren Schritten (𝛽-Zerfall) unter Bildung von Alkenen und immer kleineren
Alkylradikalen, bis letztlich – unabhängig vom ursprünglich eingesetzten Kraft-
stoff – nur noch eine Mischung aus Methyl- (ĊH3) und Ethyl-Radikalen (Ċ2H5)
verbleibt [War01]:
R1 − CH2 − ĊH − R2 −−−→ Ṙ1 + CH2 = CH − R2 . (R 2.4)
Diese reagieren auf unterschiedliche Weise weiter [Wes00]. Methyl-Radikale nei-
gen zur Rekombination, was einem Kettenabbruch gleichkommt:
ĊH3 + ĊH3 −−−→ C2H6 . (R 2.5)
Ethyl-Radikale hingegen bilden Wasserstoff-Radikale, die die folgenden Reaktio-
nen beschleunigen:
Ċ2H5 −−−→ C2H4 + Ḣ . (R 2.6)
Die folgenden Oxidationsreaktionen verlaufen wesentlich langsamer als der 𝛽-
Zerfall. Entscheidenden Einfluss hat in diesem Temperaturbereich die Kettenver-
zweigungsreaktion:
Ḣ + O2 −−−⇀↽ − Ȯ + ȮH . (R 2.7)
Der Mechanismus der Hochtemperaturoxidation soll hier jedoch nicht im Detail
behandelt werden, da er erst in der letzten Phase der Selbstzündung und während
der anschließendenVerbrennung relevantwird und somit keinendirektenEinfluss
auf das Auftreten von Selbstzündung unter motorischen Randbedingungen hat.
Stattdessen sind hier die Mechanismen der Niedertemperaturoxidation ausschlag-
gebend. Im Folgenden werden die Reaktionspfade vorgestellt, auf denen die in
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Reaktion R 2.3 entstandenen Radikale HȮ2 und Ṙweiterreagieren können [Bäu01;
Hey88; War01]. Das Radikal HȮ2 reagiert dabei mit einem weiteren Kraftstoffmo-
lekül RH:
HȮ2 + RH −−−→ HOOH + Ṙ . (R 2.8)
Das entstandene Wasserstoffperoxid ist für Temperaturen 𝑇 < 900K zunächst
stabil und führt nicht unmittelbar zu einemweiteren Fortschritt der Reaktion. Der
weitereVerlauf derReaktionhängt somit vomverbleibendenKraftstoffradikal Ṙ ab.
Dieses kann auf zwei verschiedenenWeisenwiederummit Sauerstoff reagieren. In
der ersten möglichen Reaktion wird ein Alken sowie ein HȮ2-Radikal gebildet:
Ṙ + O2 −−−→ Alken+ HȮ2 . (R 2.9)
Diese Reaktion läuft allerdings relativ langsam ab, so dass das Systemverhalten
maßgeblich von einer zweiten, wesentlich schnelleren Reaktion dominiert wird
(M ist ein weiteres Molekül, das nicht direkt an der Reaktion beteiligt ist, aber
Energie aufnimmt):
Ṙ + O2 +M −−−⇀↽ − RȮ2 +M . (R 2.10)
Die Gleichgewichtslage dieser Reaktion ist stark temperaturabhängig. Für niedrige
Temperaturen liegt das Gleichgewicht zunächst auf der rechten Seite, bei höheren
Temperaturen dann auf der linken [Wes00]. Die Reaktion stellt daher einen „Schal-
ter“ dar, der je nach Temperatur den weiteren Verlauf der Zündung bestimmt.
Das entstandene Peroxi-Radikal RȮ2 kann – abhängig vom Aufbau des Moleküls –
prinzipiell auf zwei Arten weiterreagieren.
Bei der externen Wasserstoffabstraktion reagiert es mit einem anderen Molekül,
dem Kraftstoffmolekül RH:
RȮ2 + RH −−−→ ROOH + Ṙ . (R 2.11)
Das entstandene Hydroperoxid ROOH zerfällt in einem folgenden Kettenverzwei-
gungsschritt unter homolytischer Spaltung der Peroxidbindung:
ROOH −−−→ RȮ + ȮH . (R 2.12)
Diese Reaktion stellt den für die Radikalkettenreaktion wesentlichen Kettenver-
zweigungsschritt dar.
Besonders für langkettige, unverzweigte Kraftstoffmoleküle dominiert hingegen
eine deutlich schnellere Isomerisierungsreaktion, die interne Wasserstoffabstrak-
tion. Dabei lagert sich ein mittelständiges H-Atom aus einer CH-Bindung nach
Bildung einer intermediären Ringstruktur an das endständige Sauerstoffatom
mit Radikaleigenschaft um. Die Position der freien Valenz wechselt dabei zu dem
vorher an das H-Atom gebundene Kohlenstoffatom [Wes88]:
RȮ2 −−−→ ṘOOH . (R 2.13)
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Diese Reaktion ist von entscheidender Bedeutung für die Selbstzündeigenschaf-
ten von Kraftstoffen: Die erforderliche Energie zur internen Abstraktion ist un-
mittelbar von der Ringspannungsenergie und der Bindungsenergie des Wasser-
stoffatoms abhängig. Je länger und unverzweigter das Kraftstoffmolekül, um so
geringer die erforderliche Energie und um so höher die Neigung zur internen
Abstraktion und damit zur schnellen Selbstzündung. Das entstandene Hydropero-
xi-Radikal ṘOOH kann auf mehrere Arten weiterreagieren, beispielsweise unter
Bildung von (instabilen) Diradikalen, Aldehyden oder Ketonen:
ṘOOH −−−→ ṘȮ + ȮH . (R 2.14)
ṘOOH −−−→ R + HȮ2 . (R 2.15)
Die genannten Reaktionen stellen allerdings nur Kettenfortpflanzungsreaktionen
dar und können so noch keine Beschleunigung der Reaktion bewirken. Die dazu
erforderlichen Kettenverzweigungen finden in der Regel erst nach einer weite-
ren Sauerstoffaddition statt. Auf diese Reaktionen soll hier nicht im einzelnen
eingegangen werden. Allen diesen Reaktionen ist jedoch gemein, dass im weite-
ren Verlauf – ebenso wie im Falle der externen Abstraktion (Reaktion R 2.12) –
ȮH-Radikale gebildet werden. Diese reagieren (im Gegensatz zum bereits in der
Ketteneinleitungsreaktion R 2.3 gebildeten HȮ2) stark exotherm mit Kraftstoffmo-
lekülen RH, was zu einer Temperaturerhöhung und damit zu einer Verlagerung
des Gleichgewichts in Reaktion R 2.10 hin zur linken Seite führt. Die Reaktionen
hemmen somit durch die resultierende Temperaturerhöhung die Bildung ihrer
eigenen Edukte, was zu einer deutlichen Verlangsamung der Gesamtreaktion führt
(degenerierte Kettenverzweigung).
Die zweite Stufe der Zündung findet erst nach einer weiteren Zündverzugszeit
statt. Durch Verlagerung der Reaktion R 2.10 auf die linke Seite gewinnt nun die
langsame Reaktion R 2.9 an Bedeutung. Ebenso wie durch die Ketteneinleitungs-
reaktion R 2.3 werden auch durch sie große Mengen an HȮ2-Radikalen gebildet,
die zu Wasserstoffperoxid weiterreagieren:
HȮ2 + RH −−−→ HOOH + Ṙ . (R 2.16)
Mit steigender Temperatur dominiert daher zunehmend die Wasserstoffperoxid-
Dissoziation das Reaktionsverhalten:
HOOH +M −−−⇀↽ − ȮH + ȮH +M . (R 2.17)
Analog zur Reaktion R 2.12 findet auch hier eine homolytische Spaltung der peroxi-
dischen Bindung statt. Während im Falle der ROOH-Dissoziation die Bildung der
ȮH-Radikale jedoch aufgrund der exothermen Folgereaktionen zum Abbruch der
Reaktion führten, beschleunigt die resultierende Aufheizung des Reaktionssys-
tems nun die HOOH-Dissoziation noch. Es kommt zur Autokatalyse, einem selbst-
verstärkenden Systemverhalten, die in einem raschen Anstieg der Temperatur,












Abbildung 2.5: Isochore Selbstzündung von stöchiometrischen Gemi-
schen aus n-Heptan und Luft bei 10 bar und unterschied-
lichen Anfangstemperaturen.
Beispiele für dieses Zündverhalten sind in Abbildung 2.5 zu sehen, die Temperatur-
verläufe bei der Selbstzündung von stöchiometrischen n-Heptan-Luft-Gemischen
bei verschiedenen Anfangstemperaturen zeigt. Es ist deutlich zu erkennen, dass
sich bei niedrigeren Anfangstemperaturen eine zweistufige Zündung ausbildet.
Nach einer ersten Zündverzugszeit, die durch die Aktivierungsenergie der Ket-
teneinleitungsreaktion geprägt ist, folgt nach Einsetzen der Niedertemperaturoxi-
dation über den ROOH-Pfad zunächst eine leichte Temperaturerhöhung, die zum
Abbruch der Reaktion führt. Nach einer weiteren Zeitspanne setzt die langsamere
Reaktion über den HOOH-Pfad ein, die rasch zu einem starken Temperaturanstieg
mit Übergang zur Hochtemperaturoxidation führt. Bei höheren Anfangstempera-
turen verläuft die Selbstzündung einstufig.
Wie in Abbildung 2.5 zu erkennen ist, nimmt die Zündverzugszeit mit steigender
Anfangstemperatur sowohl im Falle der zweistufigen als auch der einstufigen
Zündung grundsätzlich ab, beim Übergang von der zweistufigen zur einstufigen
Zündung jedoch leicht zu. Dieses Phänomen wird als Negativer Temperaturkoeffi-
zient bezeichnet.
2.3 Selbstzündung in Ottomotoren
Obwohl bei der regulären ottomotorischen Verbrennung keine Selbstzündung
auftritt, kann das Phänomen nicht vernachlässigt werden, da im realen Betrieb
verschiedene Formen von irregulärer Verbrennung auftreten können. Die wich-
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tigsten Verbrennungsanomalien, bei denen Selbstzündung eine Rolle spielt, sind
das Klopfen, die Glühzündung und die Vorentflammung.
Neben diesen Formen der unerwünschten Selbstzündung gibt es außerdem Be-
strebungen, das Gemisch im Brennraum nicht mehr per Zündkerze zu zünden,
sondern per homogener Raumzündung.
2.3.1 Klopfen
Die bekannteste Form der Selbstzündung in Ottomotoren ist das Klopfen. Dieses
Phänomen wurde bereits von Nikolaus August Otto beobachtet [Lan49], die Be-
zeichnung Klopfen geht auf das Ende des 19. Jahrhunderts zurück [Cle26]. Erste
Erklärungsansätze wurden Anfang des 20. Jahrhunderts veröffentlicht [Ric23]. Im
gesamten 20. Jahrhundert war das Klopfen Gegenstand intensiver Forschungsar-
beiten, wobei vor allem die optischen Untersuchungen maßgeblich zur Erklärung
des Phänomens beitrugen [Mil42; Mil45; Spi86; Spi91].
Klopfen tritt nach Einleitung der Verbrennung durch die Zündkerze auf. Vor der
Flammenfront kommt es im noch unverbrannten Gemisch lokal zu Selbstzündung,
die sich schnell auf das gesamte Endgas ausbreitet. Durch die schnelle Verbren-
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Abbildung 2.6: Zylinderdruckverlauf bei klopfender Verbrennung.
nung wird das Gas im Brennraum zu Eigenschwingungen angeregt, die im gemes-
senen Zylinderdrucksignal deutlich sichtbar sind. Abbildung 2.6 zeigt beispielhaft
den Druckverlauf eines klopfenden Arbeitsspiels. 𝛼Z bezeichnet den Zeitpunkt der
Funkenzündung.
Die Druckwellen stören die Grenzschicht an den Brennraumwänden, was lokal zu
einem erhöhten Wärmeeintrag führen kann. Im Zusammenspiel mit der erhöh-
ten mechanischen Belastung durch große Druckgradienten und Schwingungen
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kann es in der Folge zu Motorschäden durch Materialerosion oder verklemmte
Kolbenringe kommen [Hey88].
Zur Vermeidung von Klopfen wird in modernen Motoren eine Klopfregelung ein-
gesetzt. Das Auftreten von Klopfen wird dabei mit Hilfe von piezoelektrischen
Körperschallsensoren registriert. Da die Klopfintensität mit Frühverstellung der
Zündung monoton ansteigt, kann eine Regelung implementiert werden, die den
Zündzeitpunkt stets auf thermodynamisch günstigeWerte nah an der Klopfgrenze
einstellt und trotzdem das dauerhafte Auftreten von Klopfen vermeidet.
2.3.2 Glühzündung
Bei der Glühzündung entzündet sich das Gemisch im Brennraum bereits vor der
Funkenzündung an heißen Oberflächen im Brennraum. Durch die frühe Zündung
werden bei der Verbrennung höhere Spitzentemperaturen erreicht, außerdem
kann es zu starkem Klopfen kommen. Dies kann einen erhöhten Wärmeeintrag
in die Struktur zur Folge haben. Der heiße Bereich, an dem sich das Gemisch ent-
Zyklusnummer
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Abbildung 2.7: Zylinderdruckverläufe für vier aufeinanderfolgende Zy-
klen mit Glühzündung.
zündet hat, kann dadurch noch weiter aufgeheizt werden, so dass es im folgenden
Zyklus zu einer noch früheren Zündung kommt [Ern02]. Abbildung 2.7 zeigt ein
Beispiel für diesen selbstverstärkenden Prozess. Es ist deutlich zu erkennen, wie –
ausgehend von der regulären Verbrennung – die Selbstzündung immer früher im
Zyklus stattfindet, bis schließlich die Verbrennung so früh abgeschlossen ist, dass
kein Klopfen mehr auftritt. Aufgrund dieser selbsterhaltenden bzw. selbstverstär-
kenden Charakteristik ist die Glühzündung ein extrem gefährliches Phänomen,
das innerhalb von kurzer Zeit zur Zerstörung des Motors führen kann [Hey88].
24
2.3 Selbstzündung in Ottomotoren
Unterbrechen lässt sich der Automatismus der Glühzündung nur, indem die Ein-
spritzung abgeschaltet wird, da Eingriffe in die Ansteuerung der Zündkerze keinen
Einfluss haben können. Durch eine geeignete thermische Auslegung der kritischen
Komponenten, insbesondere der Ventile und der Zündkerze, kann Glühzündung
jedoch zuverlässig vermieden werden [Ern02].
2.3.3 Vorentflammung
Ein weiteres Beispiel für Selbstzündung in Ottomotoren ist die sogenannte Vor-
entflammung. Es handelt sich dabei um ein Phänomen, das erst in den letzten
Jahren mit zunehmender Verbreitung von aufgeladenen Downsizing-Motoren in
den Fokus des Interesses gerückt ist. In aller Regel tritt Vorentflammung bei klei-
nen Drehzahlen und sehr hohen Lasten auf. Ähnlich wie im Falle der Glühzündung
setzt dabei die Verbrennung erkennbar vor der elektrischen Funkenzündung ein
und geht im weiteren Verlauf in heftiges Klopfen über. Im Gegensatz zur Glühzün-
dung ist allerdings niemals selbsterhaltendes oder selbstverstärkendes Verhal-
ten zu beobachten. Auffällig ist jedoch, dass Vorentflammungen häufig in Form
von intermittierenden Serien auftreten, bei denen mehrere Vorentflammungen
sich mit Zyklen mit regulärer Verbrennung abwechseln [Dah10d; Zac10b; Ama11a;
Ama11b].
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Abbildung 2.8: Zylinderdruckverläufe für reguläre Verbrennung und
Vorentflammung.
In Abbildung 2.8 sind beispielhaft Druckverläufe aus Zyklen mit und ohne Vorent-
flammung am gleichen Betriebspunkt gegenübergestellt. Der Zyklus mit regulärer
Verbrennung zeigt deutlich den charakteristischen Druckverlauf, wie er bei aufge-
ladenen Ottomotoren im Volllastbetrieb auftritt. Um Klopfen zu vermeiden, muss
der Zündzeitpunkt so weit nach hinten verlagert werden, dass die Entflammung
erst nach dem oberen Totpunkt stattfindet. Ebenso deutlich ist zu erkennen, dass
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im Zyklus mit Vorentflammung der Druck bereits lange vor dem Zeitpunkt der
Funkenzündung ansteigt und daher einen weitaus höheren Maximalwert erreicht.
Zusätzlich tritt starkes Klopfen auf.
Aufgrund der enormen Klopfamplituden und der daraus resultierenden Gefahr
ernster Motorschäden wird die Vorentflammung als eine der zentralen Heraus-
forderungen bei der Entwicklung zukünftiger Downsizing-Motoren angesehen
[Wil09].
Die Ursachen für Vorentflammung sind Gegenstand aktueller Forschung. Häu-
fig werden Öltropfen als Ursache für die Selbstzündung genannt [Dah10a; Rot10;
Zac10a; Zah11; Ama12; Pal13a; Wel14; Din14]. Neuere Forschungsergebnisse deu-
ten jedoch darauf hin, dass auch feste Partikel Vorentflammung auslösen kön-
nen [Pal13b; Sch13; Döh13; Oka14].
2.3.4 Homogene Kompressionszündung
Brennverfahren auf Basis von homogener Kompressionszündung stellen den ein-
zigen Anwendungsfall dar, bei dem die Benzinselbstzündung erwünscht ist. Diese
Brennverfahren werden häufig als HCCI (Homogeneous Charge Compression Igniti-
on), PCCI (Premixed Charge Compression Ignition) oder CAI (Controlled Auto-Igniti-
on) bezeichnet. Einige Autoren verwenden die unterschiedlichen Bezeichnungen,
um Verfahren, die mit Dieselkraftstoff arbeiten, von denen mit Benzinselbstzün-
dung zu unterscheiden, allerdings existiert für diese Unterscheidung keine durch-
gängige Systematik [Kau05]. Im Rahmen dieser Arbeit wird ausschließlich die
homogene Benzinselbstzündung betrachtet, das Brennverfahren wird im Folgen-
den als HCCI-Verbrennung bezeichnet.
Charakteristisch für das Brennverfahren ist der Umstand, dass das Kraftstoff-Luft-
Gemisch im Brennraum nicht durch eine Zündkerze gezündet wird, sondern selbst
zündet. Da für die Selbstzündung Gemischtemperaturen erforderlich sind, die
im normalen Ottomotor nicht erreicht werden, müssen besondere Maßnahmen
getroffen werden, um Bedingungen zu schaffen, bei denen Zündung auftreten
kann. Dies kann in Form einer Ansaugluftvorwärmung oder durch Zumischung
von heißem Abgas erfolgen.
Die Abgaszumischung kann entweder in Form einer externen Abgasrückführung,
einer Abgasrücksaugung oder einer Abgasrückhaltung realisiert werden. Rücksau-
gung und Rückhaltung sind zwei Methoden, das Abgas mittels geeigneter Wahl
der Steuerzeiten im Brennraum zurückzuhalten, ohne dafür zusätzliche Abgaslei-
tungen zu benötigen. Bei der Abgasrücksaugung wird das Abgas beim Ladungs-
wechsel entweder in den Einlasskanal oder in den Abgastrakt ausgeschoben und
anschließend zurück in den Brennraum gesaugt, indem die Einlassventile früh
geöffnet werden bzw. die Auslassventile ein zweites Mal geöffnet werden [Fra02].
Abbildung 2.9 zeigt beispielhaft den Zylinderdruckverlauf und die dazugehörigen
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Abbildung 2.9: Ventilhubkurven ℎ und Zylinderdruckverlauf 𝑝 im HCCI-
Betrieb mit Abgasrückhaltung durch negative Ventil-
überschneidung.
Ventilhubkurven für eine Realisierung des HCCI-Betriebs mit Abgasrückhaltung
durch negative Ventilüberschneidung. Darin ist deutlich die charakteristische Zwi-
schenkompression zu erkennen.
Die Kraftstoffzumischung erfolgt bei HCCI-Brennverfahren typischerweise zu ei-
nem sehr frühen Zeitpunkt. Dabei kann sowohl Saugrohreinspritzung [Nie01] als
auch Direkteinspritzung in den Saughub [Gün04; Sau07] zum Einsatz kommen.
Auf diese Weise wird sichergestellt, dass der Kraftstoff bei Kompressionsende
hinreichend homogen im Brennraum verteilt ist, da ausreichend viel Zeit zur Ge-
mischaufbereitung zur Verfügung steht.
Die Selbstzündung des homogenen Gemischs kann bei hohen Lasten große Druck-
gradienten nach sich ziehen, was in einer hohen mechanischen Belastung des Mo-
tors sowie lauten Verbrennungsgeräuschen resultiert. Aus diesem Grund wird das
HCCI-Verfahren hauptsächlich in Teillastbetriebspunkten eingesetzt. Hier kann
der Problematik des schlagartigen Druckanstiegs entgegengewirkt werden, indem





ImRahmen dieser Arbeit wurden sowohl experimentelle Untersuchungen als auch
Simulationsrechnungen durchgeführt. In den folgenden Abschnitten werden zu-
nächst die verwendeten Versuchsmotoren sowie die eingesetzte Messtechnik und
die verwendeten Auswerteverfahren vorgestellt. Anschließend folgt eine Beschrei-
bung der Simulationsmodelle, die für die Berechnung der Gemischbildung und
Verbrennung in den verwendeten Versuchsträgern aufgebaut wurden.
3.1 Versuchsträger
Da die Phänomene, die im Rahmen dieser Arbeit untersucht wurden, unter sehr
unterschiedlichen Bedingungen auftreten, mussten für die experimentellen Un-
tersuchungen mehrere Versuchsmotoren eingesetzt werden. In den folgenden
Abschnitten werden diese Motoren sowie die daran vorgenommenen Modifikatio-
nen und die Besonderheiten im jeweiligen Prüfstandsaufbau vorgestellt.
3.1.1 Versuchsmotor für Untersuchungen im HCCI-Betrieb
Für die experimentellen Untersuchungen imHCCI-Betriebwurde einmodifizierter
Einzylindermotor der FirmaRotax verwendet. DerMotorwurde in den Jahren 1993
bis 2000 in Motorrädern des Typs F-650 von BMW eingesetzt. Eine Übersicht über
Tabelle 3.1: Technische Daten des HCCI-Versuchsmotors.
Größe Wert
Hersteller Rotax




Verdichtung 10,84 : 1
Gemischbildung BDE, zentrale Injektorlage
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Abbildung 3.1: Anordnung der optischen Zugänge am HCCI-Versuchs-
träger. Ansicht von unten.
die technischen Daten des modifizierten Motors ist in Tabelle 3.1 aufgeführt.
Für die Untersuchungen im HCCI-Betrieb wurde der Motor von Saugrohr- auf
Direkteinspritzung mit Injektor in zentraler Einbaulage umgerüstet. Die Gemisch-
bildung erfolgtemittels eines Sechslochinjektors vomTypHDEV 5 derRobert Bosch
GmbH, der bei einem Einspritzdruck von 100 bar betrieben wurde. Ferner wurde
ein variabler Ventiltrieb mit Phasenstellern ein- und auslassseitig nachgerüstet.
Die Konstruktion geht auf Arbeiten von Sauter [Sau07] zurück. Zur Darstellung
der für den HCCI-Betrieb notwendigen hohen Restgasmengen wurden außerdem
modifizierte Nockenwellen mit einem Hub von 2mm einlass- und 1,5mm auslass-
seitig verwendet und das Verdichtungsverhältnis durch Einbau eines Kolbens mit
aufgesetztem Kegelstumpf auf = 10,84 ∶ 1 erhöht. Auch diese Änderungen
wurden aus den Arbeiten von Sauter übernommen.
Zur Adaption optischerMesstechnikwurde derMotormit drei Endoskopzugängen
ausgestattet. Die Anordnung der Zugänge ist in Abbildung 3.1 dargestellt.
Da das HCCI-Brennverfahren besonders empfindlich auf Änderungen der Randbe-
dingungen reagiert, wurde bei der Gestaltung der Prüfstandsperipherie besonde-
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rer Wert auf die Konditionierung der Betriebsstoffe gelegt. So konnten die Tempe-
raturen von Öl und Kühlwasser über externe Heizungen und Wärmetauscher zur
Kühlung für alle Untersuchungen auf konstante Werte geregelt werden. Ebenso
stand im Luftpfad eine Luftkonditionieranlage zur Verfügung, mit der Tempera-
tur, Druck und Feuchte der Ansaugluft innerhalb von engen Toleranzbereichen
eingestellt werden konnten.
3.1.2 Versuchsmotor für Vorentflammungs-Untersuchungen
Als Versuchsträger für die experimentellen Untersuchungen zur Vorentflammung
wurde ein seriennaher turboaufgeladener 4-Zylinder-Reihenmotor mit Benzin-
direkteinspritzung der Volkswagen AG verwendet. Die wichtigsten Motorgrößen
sind in Tabelle 3.2 zusammengestellt.
Tabelle 3.2: Technische Daten des Vorentflammungs-Versuchsmotors.
Größe Wert
Hersteller Volkswagen AG




Verdichtung 10,5 : 1
Kraftstoff Super Plus bleifrei ROZ 98
Gemischbildung BDE, seitliche Injektorlage
Im Rahmen der Untersuchungenmusste die Motorlast über das Niveau des Serien-
motors hinaus angehoben werden, um reproduzierbar eine hinreichend große
Zahl an Vorentflammungen zu provozieren. Dazu wurde eine gegenüber dem Se-
rienstand modifizierte Auslassnockenwelle eingebaut [Gri08] und per Eingriff in
die Motorsteuerung die Wastegateansteuerung des Turboladers modifiziert.
Um eine bessere Kontrolle über die Randbedingungen während der Versuche zu
haben, wurde die Wasserpumpe des Motors durch eine externe Konditionierein-
heit mit Pumpe ersetzt. So bestand auch bei diesem Motor die Möglichkeit, die
Kühlwassertemperatur in gewissen Grenzen vorzugeben. Darüber hinaus wurde
zur Kühlung der Ladeluft ein separat einstellbarer Ladeluftkühler verwendet.
Auch dieser Motor wurde mit Endoskopzugängen ausgestattet. Die Anordnung
der Zugänge kann Abbildung 3.2 entnommen werden.
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Abbildung 3.2: Anordnung der optischen Zugänge am Versuchsträger
für die Vorentflammungsuntersuchungen. Ansicht von
unten, nur Zylinder 1.
3.2 Messtechnik
Während der experimentellen Untersuchungen kamen unterschiedliche Mess-
techniken zum Einsatz. Neben der üblichen Standardmesstechnik wurden auch
optische Messverfahren eingesetzt.
3.2.1 Standardmesstechnik
Für beide eingesetzten Motoren wurde jeweils eine Druckindizierung im Brenn-
raum sowie motornah in Ein- und Auslasskanal mit einer Auflösung von 0,1 °KW
durchgeführt. Im Falle des HCCI-Motors wurde ein piezoelektrischer Brennraum-
drucksensor vom Typ 6045AU20 sowie piezoresistive Ein- und Auslassdrucksen-
soren vom Typ 4045 bzw. 4075 der Kistler Instrumente AG eingesetzt, im Falle
des Vorentflammungs-Motors ein Brennraumdrucksensor vom Typ 6061BU und
ebenfalls Niederdrucksensoren vom Typ 4045 bzw. 4075. Darüber hinaus wurden
jeweils die Temperaturen undDrücke vonAnsaugluft undAbgas sowie Kühlwasser
undMotoröl gemessen. Außerdem standen jeweils Einrichtungen zurMessung des
Kraftstoffverbrauchs und amHCCI-Motors der angesaugten Luftmasse sowie Breit-
bandlambdasonden zur Messung des Luft-Kraftstoff-Verhältnisses zur Verfügung.





Globale Daten aus dem Brennraum, wie sie beispielsweise die Druckindizierung
liefert, erlauben ausschließlich integrale Betrachtungen wie die Berechnung des
Brennverlaufs. Zünd- und Verbrennungsvorgänge sind jedoch stark ortsabhängi-
ge Prozesse, die nur mit besonderen Messverfahren räumlich aufgelöst werden
können. Aus diesem Grund wurde im Rahmen dieser Arbeit neben der Standard-
messtechnik auch optische Messtechnik eingesetzt.
Verbrennungsvisualisierung mit Photomultiplierkamerasystem
Zur optischen Erfassung des Flammenleuchtens im Brennraum stand ein Hochge-
schwindigkeitskamerasystem auf Basis von Photomultipliertechnologie (Smetec
Imaging System – SIS) zur Verfügung [Sau05]. Das System besteht aus drei Einzel-
kameras, die synchronisiert eingesetzt werden können. Aufgrund des Einsatzes
von Photomultipliern als Detektor in den Kameras ist die räumliche Auflösung
zwar verhältnismäßig schlecht (1920 Bildpunkte pro Kamerabild), dem stehen
allerdings erhebliche Vorteile gegenüber: Die hohe Empfindlichkeit der Photomul-
tiplier erlaubt den Einsatz von vergleichsweise lichtschwachen Faserbündelendo-
skopen zur Auskopplung der Lichtsignale aus dem Brennraum, die im Vergleich zu
den sonst verwendeten Endoskopen erheblich kleinere Durchmesser aufweisen
(4mm statt 8mm für etwa 10 000 Lichtleiterfasern). Auf diese Weise kann die
Adaption der Messtechnik an den Motor mit minimalen Modifikationen bezüglich
Brennraumgeometrie und Wärmehaushalt realisiert werden. Der Öffnungswinkel
der Endoskope von 80° ermöglicht die Erfassung eines großen Brennraumvolu-
mens. Als weitere Vorteile der Photomultipliertechnik sind die hohe zeitlichen
Auflösung (0,1 °KW bis zu Drehzahlen von über 3000 1/min) und die spektrale Emp-
findlichkeit im UV- und UV-nahenWellenlängenbereich, der für die Analyse von
Zündvorgängen von besonderer Bedeutung ist, zu nennen. Die Empfindlichkeit
















Abbildung 3.3: Empfindlichkeit 𝑆 (links) und Verstärkung 𝐴 (rechts)
der verbauten Photomultiplier [Ham].
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der eingebauten Photomultiplier (Typ R7400U-03 vonHamamatsu Photonics, K. K.)
in Abhängigkeit von der Wellenlänge des einfallenden Lichts sowie ihre Verstär-
kung in Abhängigkeit von der eingestellten Hochspannung ist in Abbildung 3.3
dargestellt [Ham].
Die Kamerasysteme sind darüber hinaus mit einem Ringspeicher ausgestattet,
der die automatische Triggerung der Aufnahme auf vordefinierte Ereignisse mit
Speicherung der vorangegangenen und nachfolgenden Zyklen ermöglicht. Diese
Funktionalität erlaubt die Untersuchung stochastisch auftretender Phänomene
wie beispielsweise der Vorentflammung.
Zündortbestimmung mit Photomultiplierkamerasystem
Neben der einfachen Verbrennungsvisualisierung kann das Kamerasystem au-
ßerdem zur Bestimmung der räumlichen Lage von Selbstzündorten eingesetzt
werden. Dazu können bis zu drei Kameras gleichzeitig eingesetzt werden, mit de-
nen die Verbrennung synchron aus unterschiedlichen Blickwinkeln aufgenommen
wird.
Während der Auswertung wird in jedem der drei Kamerabilder die Position der
ersten Lichtdetektion bestimmt. Unter Zuhilfenahme der Einbauposition und
-ausrichtung der Endoskope kann daraus für jedes Kamerabild eine Gerade im
Raum errechnet werden, auf der der Zündort liegt. Zur Berechnung dieser Zünd-
ortgeraden wird eine Berechnungsvorschrift auf Basis eines einfachen Lochkame-
ramodells verwendet [Sau07]. Nach dieserwird jedemPixel imBild eine Gerade im
Raum zugewiesen. Alle diese Geraden schneiden sich in einem optischen Zentrum
in der Fokalebene der Kamera. Eine schematische Darstellung der geometrischen
Verhältnisse ist in Abbildung 3.4 zu sehen. Aus dem bekannten Öffnungswinkel













Abbildung 3.4: Berechnung der Zündortgerade aus der Position der
ersten Lichtemission im Bild [Sau07].
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Größen ermittelt werden, so dass die Geraden für jedenBildpunkt in einem lokalen
Kamera-Koordinatensystem berechnet werden können. Zur Weiterverwendung
werden diese in ein einheitliches Motor-Koordinatensystem transformiert.
Theoretisch lässt sich die Lage des Selbstzündorts im Raum ermitteln, indem
der Schnittpunkt dieser Zündortgeraden berechnet wird [Dah10c]. In der Praxis
ist dies jedoch in der Regel nicht möglich, da die Zündortgeraden aufgrund von
Ungenauigkeiten in derBestimmungdesOrts der ersten Lichtdetektionwindschief
verlaufen. Ersatzweise wird daher der Ort mit dem kleinsten Abstand zu allen
Geraden berechnet. Abbildung 3.5 zeigt beispielhaft zwei Kamerabilder sowie eine
schematische Darstellung der Vorgehensweise bei der Rekonstruktion. In den
Kamerabildern sind zur bessern Orientierung die sichtbaren Brennraumkonturen
eingezeichnet.
Kamera 1 Kamera 2
Kamera 1
Kamera 2
Abbildung 3.5: Bestimmung des Zündorts aus mehreren Zündortgera-
den: Detektion des Zündorts in zwei Kamerabildern, Be-
rechnung der räumlichen Lage.
Einspritzstrahlvisualisierung mit Mie-Streulicht
Ein wichtiger Schritt bei der Modellierung von Motoren mit Direkteinspritzung
ist die Kalibrierung der verwendeten Einspritzmodelle. Diese Modelle werden
anhand von Mie-Streulicht-Aufnahmen validiert [Mie08]. Die Kraftstoffstrahlen
werden bei diesen Aufnahmen von einer Lichtquelle beleuchtet. Die flüssigen
Kraftstofftropfen streuen das Licht, so dass die Ausbreitung der Flüssigphase
in ihrem zeitlichen Verlauf verfolgt werden kann. Aus den Messdaten können
Strahlöffnungswinkel und Eindringtiefen ermittelt werden, die zur Validierung der
numerischen Modelle herangezogen werden können. Die Beleuchtung kann dabei
entweder in Form eines Lichtschnitts oder global erfolgen. Für die Messungen im
Rahmen dieser Arbeit wurden beide Verfahren verwendet.
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Für den Abgleich der Strahlmodelle bietet es sich zunächst an, den Abgleich von Si-
mulation und Experiment an Ersatzsystemen mit möglichst gut definierten Rand-
bedingungen vorzunehmen. Aus diesem Grund werden Druckkammeruntersu-
chungen durchgeführt, bei denen Kammerdruck und -temperatur an die zu er-
wartenden Bedingungen im Motor angepasst werden, die Einspritzung jedoch in
ruhendes Gas erfolgt. Für diese Untersuchungen wird in der Regel die Beleuch-
tung in Form eines Lichtschnitts gewählt, da man auf diese Weise quantitative
Informationen über die Strahlausbreitung in einer eindeutig definierten Ebene
erhält. Die gute optische Zugänglichkeit einer Einspritzkammer im Vergleich zum
Motor erlaubt es dabei, optimale Beleuchtungsbedingungen einzustellen, indem
der beleuchtende Lichtschnitt so ausgerichtet wird, dass er (im Falle eines Mehr-
lochinjektors) einen Einspritzstrahl in Längsrichtung mittig schneidet und zuvor
nicht durch andere Kraftstoffstrahlen abgeschwächt wird. Die Kamera zur Erfas-
sung des gestreuten Lichts wird im Idealfall orthogonal zur Beleuchtungsebene
platziert, um eine verzerrungsfreie, scharfe Aufnahme zu gewährleisten.
Zusätzlich kann auch die Strahlausbreitung im Motorbetrieb visualisiert werden,
um Rückschlüsse über die Wechselwirkung der Einspritzstrahlen mit der Zylin-
derinnenströmung oder Wandinteraktion ziehen zu können. Diese Messungen
werden häufig mit globaler Beleuchtung durchgeführt, da Messungen mit Licht-
schnitt Anforderungen an die Position der Zugänge stellen, die nur schwer zu
erfüllen sind: Um zu aussagekräftigen Ergebnissen zu gelangen, wäre es auch hier
erforderlich, den Lichtschnitt so einzukoppeln, dass er einen Kraftstoffeinzelstrahl
in Längsrichtung schneidet, möglichst ohne zuvor durch andere Kraftstoffstrahlen
abgeschwächt zu werden. Gerade bei Verwendung von Mehrlochinjektoren ist
es kaummöglich, die Ausrichtung von Beleuchtung, Einspritzstrahl und Kamera
optimal zu realisieren.
Im Rahmen dieser Arbeit wurde die Strahlausbreitung sowohl in der Druckkam-
mer als auch im Motor untersucht. Sowohl für die Druckkammer- als auch für die
Motoraufnahmen wurde eine CCD-Einzelbildkamera vom Typ ImagerCompact der
LaVision GmbH verwendet.
Für die Druckkammermessungen stand zur Beleuchtung ein frequenzverdoppel-
ter Nd:YAG-Laser mit einer Wellenlänge von 532 nm zur Verfügung, dessen Licht
mit einer speziellen Linsenoptik zum Lichtschnitt aufgeweitet werden kann. Das
gestreute Licht konnte aufgrund der guten optischen Zugänglichkeit direkt aufge-
zeichnet werden.
Während der Untersuchungen am Motor wurde zur globalen Beleuchtung eine
Blitzlampe verwendet, deren Licht über eine Lichtleitersonde in den Brennraum
eingekoppelt wurde. Das Streulicht wurde mit einem starren Endoskop aus dem
Brennraum ausgekoppelt und zur Kamera übertragen.
Aufgrund des Verzichts auf eine Hochgeschwindigkeitskamera musste der zeit-
liche Verlauf der Einspritzung jeweils aus Einzelbildern aus unterschiedlichen
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Einspritzungen zusammengesetzt werden. Die Berechnung von phasengemittel-
ten Bildern für jeden Zeitpunkt innerhalb der Einspritzung ermöglicht jedoch
statistische Aussagen über die Strahlausbreitung.
3.3 Simulationsmodelle der Versuchsträger
Die Simulation der innermotorischen Verbrennung erfolgte im Kontext einer drei-
dimensionalen Strömungssimulation. Zu diesem Zweck wurden Rechennetze für
beide Versuchsträger erstellt. Vernetzt wurde dabei jeweils der Brennraum sowie
Teile der Einlass- und Auslasskanäle. Die Modellgrenzen an den Kanälen wurden
dabei so gewählt, dass die Position der Einström- bzw. Ausströmrandbedingung
etwa der Position der Niederdruckindizierung am Motor entsprach. Um eine aus-
reichend gute räumliche Auflösung sicherzustellen, wurde bei der Vernetzung eine
Zellgröße von etwa 1mm Kantenlänge angestrebt. Abbildung 3.6 zeigt die Netze
für beide Motoren jeweils für die Kolbenstellung im unteren Totpunkt. Die Strö-
mungssimulationen wurden mit dem kommerziellen CFD-Code STAR-CD von CD-
adapco durchgeführt, der mit dem Modul es-ice auch ein Werkzeug zur Definition
der Netzänderungen bei Kolben- und Ventilbewegung umfasst.
Die Simulationen wurden jeweils zum Zeitpunkt 180 °KWn. ZOT gestartet. Zu die-
sem Zeitpunkt sind bei beiden Motoren die Auslassventile bereits etwas geöffnet.
BrennraumundAuslasskanalwurdendahermit heißemAbgas initialisiert, der Ein-
lasskanal mit Luft. Die Randbedingungen an den Systemgrenzen wurden jeweils
auf Basis der gemessenen Gastemperaturen und Drücke aus der Niederdruckindi-
zierung definiert.
Zur Abbildung der kalorischen Eigenschaften der Zylinderfüllung wurden Stoffda-
ten von acht Spezies verwendet. Dieses Stoffmodell wird in Kapitel 4 genauer be-
schrieben. Die Turbulenzwurde in allen Berechnungen in Formdes für industrielle
Anwendungen üblichen 𝑘- -Modells mit RNG-Erweiterung modelliert [STA12].
Besondere Bedeutung für die Simulation von Ottomotoren mit Direkteinspritzung
hat die Modellierung der Kraftstoffeinspritzung. Hierfür wurde ein Modellierungs-
ansatz auf Basis der Euler-Lagrangeschen Betrachtungsweise gewählt [Sti03],
bei der die kontinuierliche Phase (Gas) in einem globalen Koordinatensystem
berechnet wird, die Elemente der dispersen Phase (Kraftstofftropfen) hingegen
jeweils in einem mitbewegten System. Diese Herangehensweise bietet sich an,
wenn der Volumenanteil der dispersen Phase vergleichsweise klein ist. Für den
Primärzerfall ist diese Methode daher nicht geeignet. Stattdessen muss eine Trop-
fenverteilung, die als Ergebnis des Primärzerfalls betrachtet werden kann, explizit
vorgegeben werden. Der Sekundärzerfall sowie die Tropfenverdampfung können
dann mit der Lagrangeschen Betrachtungsweise berechnet werden. Zur Berech-
nung des Sekundärzerfalls wurde der vorimplementierte Ansatz von Reitz und
Diwakar [Rei86] verwendet.
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Abbildung 3.6: Vernetzung der verwendeten Versuchsmotoren für die
CFD-Simulation: Vorentflammungs- (oben) und HCCI-
Motor (unten).
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Ein Problem bei der Simulation von Tropfenzerfall und Verdunstung ist, dass für
reale Kraftstoffe praktisch keine Stoffdaten verfügbar sind. Es handelt sich um
Gemische aus einer Vielzahl von Stoffen, deren Zusammensetzung stark variie-
ren kann und im Allgemeinen unbekannt ist. Zur Darstellung der physikalischen
Stoffeigenschaften für die Flüssigphase des Modellkraftstoffs wurde daher auf




4 Numerische Modellierung der
Verbrennung
Die Reaktionsmechanismen zur Beschreibung des Reaktionsverlaufs bei Zündung
und Verbrennung von höheren Kohlenwasserstoffen enthalten, auch wenn sie be-
reits in reduzierter Form vorliegen (vgl. Abschnitt 2.2.2), eine große Anzahl an
chemischen Spezies und Elementarreaktionen. Um die Gesamtreaktion berechnen
zu können, muss ein Differentialgleichungssystem gelöst werden, das die Parame-
ter dieser Elementarreaktionen enthält. Im Falle von Inhomogenitäten in Zustand
und Zusammensetzung des Gemischs sowie in Flammen können zudemTransport-
prozesse signifikante Einflüsse haben. Die detaillierte Lösung des daraus resultie-
renden Gleichungssystems ist für einige Sonderfälle grundsätzlich möglich, für die
Anwendung im Rahmen eines CFD-Codes jedoch aus Gründen der numerischen
Handhabbarkeit kaum praktikabel. Stattdessen ist eine Reduktion der Modellie-
rungstiefe erforderlich, um die chemische Reaktion mit der Strömungssimulation
zu koppeln. Die Modellierungsstrategie, die im Rahmen dieser Arbeit verwendet
wurde, wird in den folgenden Abschnitten beschrieben.
4.1 Stoffmodell
Der erste Schritt bei der Modellierung reaktiver Strömungen ist die Auswahl eines
geeigneten Ersatzmodells für die stoffliche Zusammensetzung des Arbeitsmedi-
ums. Dies ist zwingend erforderlich, da eine Lösung der Transportgleichungen für
alle im Reaktionsmechanismus enthaltenen Spezies nur mit unverhältnismäßig
hohem Rechenaufwand möglich wäre.
Ausgangspunkt dieser Modellierung ist der vollständige Zustandsvektor 𝜑ideal,
der den thermochemischen Zustand an einem Ort zu einer Zeit vollständig be-
stimmt. Neben den Massenbrüchen 𝑦𝑖 aller auftretenden Spezies enthält dieser
die Temperatur 𝑇 sowie den Druck 𝑝:
𝜑ideal = (𝑇, 𝑝, 𝑦1, 𝑦2, … 𝑦𝑛)
T
. (4.1)
Für den praktischen Einsatz ist die Betrachtung einer derart großen Anzahl an
Spezies nicht praktikabel, jedoch auch nicht erforderlich, da ein großer Anteil der
Spezies nur in kleinen Mengen auftritt und daher vernachlässigt werden kann.
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Dies ist möglich, wenn die stoffliche Zusammensetzung innerhalb des CFD-Codes
ausschließlich zur Berechnung der Stoffeigenschaften zur Lösung der Transport-
gleichungen des Strömungsfelds verwendet wird und nicht zur Berechnung der
Reaktionskinetik.
Im Rahmen des hier vorgestellten Modells erfolgt die Abbildung des Reaktions-
systems durch acht Spezies: CO2, CO, O2, H2O, CH2O, H2, N2 und Kraftstoff. Ihre
Massenbrüche bilden zusammen mit Druck und Temperatur den Zustandsvektor
𝜑 , der den lokalen Zustand des Gemischs auf der Seite des CFD-Codes beschreibt.
Dieser Vektor wird im Folgenden als „vollständiger Zustandsvektor“ bezeichnet:




Zur Simulation von Selbstzündung und Verbrennung wurde ein übergeordnetes
Verbrennungsmodell eingeführt, das die Schnittstelle zwischen dem CFD-Code
und den eigentlichen Verbrennungsmodellen bildet. Das Modell ist in Form eines
Fortran-Moduls implementiert, das Subroutinen für unterschiedliche Arten der
Verbrennung enthält. Aufgrund des modularen Programmaufbaus ist es möglich,
je nach Anwendungsfall verschiedene Varianten der Verbrennungsmodelle zu nut-
zen. Außerdem kann das Gesamtmodell einfach umweitere Untermodelle ergänzt
werden.
Der CFD-Code löst grundsätzlich die Erhaltungsgleichungen für Impuls, Energie
und Gesamtmasse sowie Transportgleichungen für alle modellierten Spezies ge-
mäß Abschnitt 4.1. Die Lösung dieser Gleichungen umfasst jedoch ausschließlich
konvektive und diffusive Anteile, keine chemischen Quellterme. Um den Beitrag
der chemischen Reaktion zu ermitteln, wird am Ende jedes CFD-Zeitschritts im
übergeordneten Verbrennungsmodell geprüft, ob die Bedingungen für die Anwen-
dung eines oder mehrerer der zur Verfügung stehenden Untermodelle erfüllt sind.
Wenn dies der Fall ist, werden die entsprechenden Modelle aufgerufen. Als Er-
gebnis liefern diese einen neuen Zustandsvektor für die Zelle, in der die Reaktion
stattfindet. Dieser überschreibt den bisherigen Zustandsvektor.
Um dem Umstand Rechnung zu tragen, dass die Zeitskalen der chemischen Re-
aktion deutlich kleiner sein können als die der Strömung, enthält das übergeord-
nete Verbrennungsmodell eine automatische Zeitschrittweitensteuerung, die die
Größe des Zeitschritts der Strömungssimulation in Abhängigkeit vom größten
auftretenden Quellterm im Rechengebiet schrittweise reduzieren kann. Dadurch
soll gewährleistet werden, dass auch bei schnellen Zustandsänderungen durch
chemische Reaktion die Rückwirkung auf das Strömungsfeld erhalten bleibt.
Im Rahmen dieser Arbeit wurden zwei Untermodelle für die beiden hier unter-
suchten Verbrennungsarten implementiert: Die Selbstzündungwird in einem Fort-
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schrittsvariablenmodell behandelt, die Flammenausbreitung in einem Flammen-
modell. Beide Modelle werden in den folgenden Abschnitten beschrieben.
4.3 Fortschrittsvariablenmodell
Zur Vorausberechnung von Selbstzündvorgängen in homogenen oder näherungs-
weise homogenen Systemen wird ein Fortschrittsvariablenmodell verwendet. Die-
ses Modell wurde am Institut für Technische Thermodynamik am Karlsruher In-
stitut für Technologie entwickelt und im Rahmen eines Kooperationsprojektes
mit dem Institut für Kolbenmaschinen in den CFD-Code STAR-CD integriert, um
Selbstzündvorgänge in einem HCCI-Motor zu simulieren [Sau08]. Das in diesem
Abschnitt beschriebene Modell stellt eine Erweiterung des vorhandenen Fort-
schrittsvariablenmodells dar.
4.3.1 Modellierung
Das in Abschnitt 4.1 beschriebene Modell für die Zusammensetzung der reagieren-
den Strömung ist in dieser Form nicht geeignet, um die Reaktionskinetik direkt
zu berechnen, da etwa die für den Reaktionsfortschritt wichtigen Radikale nicht
abgebildet werden. Für die Modellierung der Verbrennung wird daher ein Ansatz
gewählt, der auf einer Reduzierung der Dimensionalität des Problems beruht. Aus-
gangspunkt dieses Ansatzes ist die Überlegung, dass für reale Reaktionssysteme
die Komponenten des vollständigen Zustandsvektors𝜑ideal starke Abhängigkeiten
aufweisen, so dass nur eine verhältnismäßig kleine Anzahl an Zuständen tatsäch-
lich durchlaufen wird.
Um diese Zustände zu identifizieren, wird zunächst die vereinfachende Annahme
getroffen, dass Zustandsänderungen im Reaktionssystem ausschließlich entlang
von Reaktionstrajektorien stattfinden können, die sich anhand von detaillierter
Reaktionskinetik in homogenen Reaktoren vorausberechnen lassen. Für ideal ho-
mogene Bedingungen hinsichtlich Temperatur und stofflicher Zusammensetzung
ist diese Bedingung erfüllt.
Die Gesamtheit aller dieser Reaktionstrajektorien bildet dann einen niedrigdimen-
sionalen Unterraum innerhalb des vollständigen Zustandsraums, der die zulässi-
gen Zustände im Sinne der Modellierung enthält. Jeder Zustand in diesem Unter-
raum lässt sich eindeutig beschreiben [Hen09] durch den Zustand vor Reaktion
– charakterisiert durch die Anfangstemperatur 𝑇0, den Druck 𝑝 und das Verbren-
nungsluftverhältnis 𝜆 – sowie die Fortschrittsvariable 𝜒, die die Position entlang
der Trajektorie zwischen dem unverbrannten (𝜒 = 0) und dem verbrannten Zu-
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stand (𝜒 = 1) beschreibt. Insgesamt lässt sich der Zustand des Reaktionssystems
damit durch einen Vektor von reduzierten Koordinaten beschreiben:
𝜓 = (𝜒, 𝑇0, 𝑝, 𝜆)
T
. (4.3)
Die Definition der Fortschrittsvariable kann auf unterschiedliche Weise erfolgen,
etwa anhand der Bogenlänge der Reaktionstrajektorie oder eines normierten Pro-
duktmassenbruchs. Allerdings erfordert die Implementierung des Fortschrittsva-
riablenmodells einen streng monotonen Verlauf der Fortschrittsvariable während
der Reaktion, der nicht mit allen Definitionen sichergestellt ist. Für die in die-
ser Arbeit gezeigten Rechnungen wurde daher eine entropiebasierte Definition
verwendet [Ben13]:
𝜒 =
𝑠 (𝑦, 𝑇, 𝑝) − 𝑠0(𝑇0, 𝑝, 𝜆)
𝑠eq(𝑇0, 𝑝, 𝜆) − 𝑠0(𝑇0, 𝑝, 𝜆)
. (4.4)
Der Referenzwert 𝑠0 ist dabei die Entropie der Mischung vor der Reaktion, 𝑠eq die
Entropie im Gleichgewichtszustand am Ende der Reaktion.
Zusätzlich wird die Annahme getroffen, dass die Druckänderung während der Re-
aktion innerhalb des Diskretisierungszeitintervalls vernachlässigbar ist und somit
die Enthalpie konstant bleibt. Die Reaktionstrajektorien, die die Mannigfaltigkeit
der zulässigen Zustände bilden, können dann anhand von isobaren homogenen
Reaktoren vorausberechnet werden. Unter der oben getroffenen Voraussetzung,
dass Änderungen durchReaktion ausschließlich entlang der Reaktionstrajektorien
möglich sind, reduziert sich die Zustandsänderung bei Darstellung in reduzierten
Koordinaten auf eine Änderung der Fortschrittsvariable. Zur Berechnung des Re-
aktionsfortschritts innerhalb eines Diskretisierungszeitschritts reicht es daher
aus, die Änderungsrate der Fortschrittsvariable, die ebenfalls vorab berechnet
werden kann, über das Zeitintervall zu integrieren.
Unter der Maßgabe einer für kurze Zeitintervalle zumindest näherungsweise iso-
barenReaktion unter (lokal) homogenenBedingungen lässt sich der Reaktionsfort-
schritt somit durch Zeitintegration der tabellierten Änderungsrate bei ansonsten
konstantem Zustandsvektor ermitteln. Die Behandlung von Abweichungen von
dieser Vorgabe, wie sie in realen Motoren auftreten, wird im folgenden Abschnitt
beschrieben.
4.3.2 Implementierung
Zur Verwendung des beschriebenen Modells im Kontext der CFD-Simulation sind
zunächst weitere Anpassungen erforderlich. Das Modell ist zwar in der Lage, Zu-
standsänderungen durch chemische Reaktion zu beschreiben, allerdings wird
dafür eine Formulierung in generalisierten Koordinaten verwendet, die in der
Strömungssimulation nicht direkt zur Verfügung stehen, da die Lösung der Erhal-
tungsgleichungen für das Strömungsfeld in physikalischen Koordinaten erfolgt.
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Die Umrechnung zwischen beiden Koordinatensätzen ist Gegenstand der folgen-
den Abschnitte.
Tabellierung
Wie bereits beschrieben, basiert die Simulation der Selbstzündung auf der Vor-
ausberechnung von Zündverläufen in homogenen Reaktoren [Maa88]. Um die
Ergebnisse dieser Rechnungen im Verbrennungsmodell nutzen zu können, müs-
sen sie in Form von Tabellen abgespeichert werden [Hen07; Ben13]. Dazu werden
innerhalb des Tabellierungsbereichs zunächst Stützstellen für die Anfangswerte
𝑇0, 𝑝 und 𝜆 festgelegt. Für alle Kombinationen aus diesen Werten werden dann
Zündverläufe berechnet. Aus den Ergebnissen können durch Anwendung der De-
finition in Gleichung 4.4 jeweils Verläufe für die Fortschrittsvariable 𝜒 berechnet
werden. Da der Wert der Fortschrittsvariable für jede Zündung monoton ansteigt,
können die berechneten Zeitverläufe in Verläufe über der Fortschrittsvariable
umgerechnet werden. Diese werden dann als Tabelle gespeichert.
Diese Tabelle umfasst einerseits die Änderungsrate der Fortschrittsvariable als
Funktion der Anfangsbedingungen und des aktuellen Werts der Fortschrittsvaria-
ble, andererseits auch den vollständigen Zustandsvektor für jeden dieser Zustände,
also die Beschreibung der Reaktionsmannigfaltigkeit𝛼:
𝜑 = 𝛼 (𝜓1, 𝜓2, … ) , (4.5)
?̇? = 𝑓 (𝜓1, 𝜓2, … ) . (4.6)
Die Umrechnung von reduzierten Koordinaten in vollständige Koordinaten ist
somit durch die Tabellierung gegeben.
Allerdings sind bei der Erstellung der Tabelle noch weitere Aspekte zu berücksich-
tigen. So erfordert die mehrdimensionale lineare Interpolation die Verwendung ei-
ner äquidistanten Verteilung der Gitterpunkte in der Tabelle. Da der Wertebereich
des Verbrennungsluftverhältnisses 0 < 𝜆 < ∞ unter dieser Maßgabe ungeeignet




















In dieser Definition ist 𝜉 der Kraftstoffmassenbruch ohne Verbrennung 𝑦K, nor-
miert auf den lokalen Frischgemischanteil 𝑦FG. Dieser setzt sich wiederum aus
den Massenbrüchen von Luft, also Sauerstoff und Stickstoff, und Kraftstoff zusam-
men. Unter stöchiometrischen Bedingungen nimmt 𝜉 denWert 𝜉St an, der nur vom
stöchiometrischen Luftbedarf 𝐿St des Kraftstoffs abhängt. Der Wertebereich ist
damit eingeschränkt auf 0 < 𝜂 ≤ 1, Stöchiometrie liegt bei 𝜂 = 0,5 vor.
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Aus Gründen der geeigneteren Diskretisierung werden auch andere Eingangsgrö-
ßen inmodifizierter Form verwendet: die Temperatur in der Form 1000 K/𝑇 und der











Außerdem sind weitere Korrekturen erforderlich, die daraus resultieren, dass der
tabellierte vollständige Zustandsvektor nicht alle Spezies berücksichtigt, die in
der Vorausberechnung vorkommen. So ergibt sich aus demWegfall zahlreicher
Spezies, dass die Summe der Speziesmassenbrüche nach Einsetzen der Reaktion




𝑦𝑖 < 1 . (4.10)
Daraus folgt unmittelbar, dass sich auch die Gesamtenthalpie, die für die isobare
Reaktion konstant sein müsste, im Reaktionsverlauf ändert, was zur Folge hat,









ℎ𝑖(𝑇 = 𝑇0) ⋅ 𝑦𝑖 (𝜒 = 0) . (4.11)
Schließlich ist aufgrund der begrenzten Speziesanzahl auch die Elementmassen-
erhaltung während der Reaktion nicht erfüllt.
Eine entsprechende Tabellenkorrektur, bei der die Speziesmassenbrüche der-
art korrigiert werden, dass die oben genannten Mängel bestmöglich beseitigt
werden, kann mittels numerischer Optimierungsmethoden vorgenommen wer-
den [Wen07]. Dadurch gehen zwar die Informationen über die tatsächliche Gas-
zusammensetzung verloren, dafür liefert die Tabelleninterpolation jedoch phy-
sikalisch sinnvolle Ergebnisse, die zudem eine korrekte Temperaturberechnung
ermöglichen.
Schwieriger als die Umrechnung von reduzierten in vollständige Koordinaten ist
der umgekehrte Weg. Dies liegt daran, dass eine direkte Umrechnung nur für den
unverbrannten Zustand möglich ist. Zur Ermittlung des reduzierten Zustandsvek-
tors zu späteren Zeitpunkten während der Reaktion gibt es zwei Möglichkeiten.
Transportansatz
Die ersteMöglichkeit wird hier als Transportansatz bezeichnet. Dieser Ansatzwur-
de bereits in älteren Arbeiten eingesetzt [Hen09]. Das Problem der Umrechnung
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von vollständigen in reduzierte Koordinaten wird hier dadurch gelöst, dass ne-
ben den acht Spezies, die das Verbrennungssystem abbilden, acht weitere Skalare
eingeführt werden, die die Zusammensetzung ohne chemische Reaktion abbilden.
Im CFD-Code werden diese als passive Skalare definiert, so dass zwar Transport-
gleichungen für sie gelöst werden, sie aber keinen Einfluss auf die Kalorik des
Arbeitsmediums haben. Zusätzlich wird eine Transportgleichung für den konvek-
tiven und diffusiven Transport der Fortschrittsvariable gelöst.
Aus der so verfügbaren Zusammensetzung des unverbrannten Gemischs und der
Gesamtenthalpie kann für jede Zelle die Temperatur vor Verbrennung sowie das
Verbrennungsluftverhältnis berechnet werden. Der Druck wird direkt der CFD-
Berechnung entnommen. Zusammen mit demWert der ebenfalls transportierten
Fortschrittsvariable ist damit der Zustand des Reaktionssystems in reduzierten Ko-
ordinaten definiert. Diese Methode basiert auf der Annahme, dass die Fortschritts-
variable im Strömungsfeld wie eine zusätzliche Spezies behandelt werden kann,
für die eine zusätzliche Transportgleichung gelöst wird. Für homogene Bedingun-
gen ist diese Annahme gerechtfertigt, da keine Gradienten im Skalarfeld auftreten.
Diffusive Mischungsprozesse hingegen werden nur unzureichend abgebildet. Bei
nicht perfekt homogenen Gemischen beeinflusst diffusiver Transport die Zusam-
mensetzung des Gemischs. Bei Verwendung des Transportansatzes spiegelt sich
diese Änderung in einer Änderung der angenommenen Anfangstemperatur vor
Verbrennung und des Verbrennungsluftverhältnis wider. Die Fortschrittsvariable
selbst wird als Skalar konvektiv und diffusiv mit dem umgebenden Strömungsfeld
transportiert. Dass dies zu falschen Ergebnissen führen kann, lässt sich an einem
einfachen Beispiel verdeutlichen: Für einen Fall, bei dem das Abgas (𝜒 = 1) mit
reiner Luft (𝜒 = 0) mischt, würde sich nicht nur das Luft-Kraftstoff-Verhältnis
ändern, sondern auch derWert der Fortschrittsvariable. Dies würde einer Umkehr
der bereits abgeschlossenen Reaktion entsprechen.
Projektionsansatz
Es wurde daher ein neuer Ansatz implementiert, der die Berechnung des redu-
zierten aus dem vollständigen Zustandsvektor verbessern soll. Anstatt zu jedem
Zeitpunkt den reduzierten Zustandsvektor aus dem vollständigen zu berechnen,
werden beide zu Beginn der Rechnung, wenn der Abgleich noch auf einfache Wei-
se möglich ist, initialisiert und danach werden nur noch Änderungen in beiden
Zustandsräumen berechnet und summiert.
Umdie Zustandsänderung in reduzierten Koordinaten berechnen zu können,muss
zunächst die Änderung im physikalischen Zustandsraum ermittelt werden. Zur
Umrechnung in reduzierte Koordinaten sind dann zwei Schritte erforderlich: Ei-
ne Projektion und eine Transformation. Der konvektive und diffusive Transport,
den der CFD-Code berechnet, kann prinzipiell zu einer beliebigen Zustandsände-
rung Δ𝜑 in einer Zelle führen. Das Fortschrittsvariablenmodell unterstellt jedoch,
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dass nur Änderungen innerhalb des tabellierten Unterraums, also tangential zur
Reaktionsmannigfaltigkeit, zulässig sind. Die beliebige Zustandsänderung in voll-
ständigen Koordinaten muss daher zunächst auf die Mannigfaltigkeit projiziert
werden, bevor sie anschließend in reduzierte Koordinaten transformiert werden
kann. Diese beiden Operationen werden in den folgenden Abschnitten genauer
beschrieben.
Projektion Die erste Möglichkeit, beliebige Zustandsänderungen auf die gegebe-
ne Reaktionsmannigfaltigkeit zu projizieren, ist die orthogonale Projektion. Die
entsprechende Projektionsmatrix 𝐏orth kann grundsätzlich als das Produkt aus
der lokalen Jacobimatrix 𝐉
𝜓
𝛼 der Mannigfaltigkeit𝛼 bezüglich des reduzierten Zu-
standsvektors𝜓 und ihrer Pseudoinversen 𝐉
𝜓+






Die Verwendung der orthogonalen Projektion ist allerdings nicht physikalisch
gerechtfertigt. Alternativ kann daher auch eine schräge Projektion verwendet
werden. Die Richtung der Projektion kann in diesem Fall durch die Angabe von
Nebenbedingungen gesteuert werden. Diese werden zunächst zu einer vektorwer-
tigen Funktion zusammengefasst:
𝑐(𝜑1, 𝜑2, ...) = const. (4.13)
Aus diesem Vektor der Nebenbedingungen wird zunächst die Hilfsmatrix 𝐉
𝜑
𝑐 als




















Aus der Definition der Projektionsmatrix ist direkt ersichtlich, dass die Anzahl
der möglichen Nebenbedingungen der Anzahl der Koordinaten im reduzierten
Zustandsvektor𝜓 entspricht.
Im Rahmen dieser Arbeit wurden zunächst die Erhaltung der Elementmassen von












































⋅1 = const. (4.18)
𝑐Krst., ℎKrst. und 𝑜Krst. sind die stöchiometrischen Koeffizienten aus der theoreti-
schen Summenformel des Kraftstoffs. Somit ist sichergestellt, dass bei der Projek-
tion Änderungen im lokalen Verbrennungsluftverhältnis erhalten bleiben.
Da für die Tabellierung Reaktionen unter isobaren Bedingungen betrachtet wer-




𝑦𝑖 ⋅ ℎ𝑖(𝑇) = const. (4.19)
In der Jacobimatrix erscheinen die Ableitungen der linken Gleichungsseite nach










𝑦𝑖 ⋅ 𝑐𝑝,𝑖(𝑇) . (4.20)
𝜕𝐻
𝜕𝑦𝑖
= ℎ𝑖(𝑇) . (4.21)
Somit stehen vier Nebenbedingungen zur Verfügung, die zur Definition der Pro-
jektionsmatrix verwendet werden könnten.
Auf die Verwendung der Erhaltung derWasserstoff-Atomzahl kann jedoch verzich-
tet werden, da sie eine redundante Information darstellt. Da das Verhältnis von
Kohlenstoff- undWasserstoffatomzahl ausschließlich vom verwendeten Kraftstoff
abhängt, der für die gesamte Tabelle unverändert bleibt, reicht eine der Infor-
mationen aus. Damit kann als weitere Nebenbedingungen die Behandlung von
Druckänderungen aufgenommen werden.








































𝑦𝑖𝑐𝑝,𝑖 0 ℎCO2 ℎO2 ℎCO ℎN2 ℎKrst. ℎH2O ℎH2 ℎCH2O








Ein Problem bei der Definition der Nebenbedingungen besteht darin, dass sich die
Wertebereiche der verwendeten Größen teilweise ummehrere Größenordnungen
unterscheiden. Dieses Problem lässt sich etwas entschärfen, indem bereits wäh-
rend der Tabellenerstellung die Ausgangsgrößen in skalierter Form verwendet
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werden. Der Zustandsvektor 𝜑 enthält dann nicht mehr physikalische Größen,
sondern skalierte Größen:
𝑦𝑖 = 𝐶𝑦𝑖 ⋅ 𝜑𝑦𝑖 , (4.22)
𝑇 = 𝐶𝑇 ⋅ 𝜑𝑇 . (4.23)


















































Unabhängig von der Wahl der Projektion kann die projizierte Zustandsänderung
Δ𝜑‖ in vollständigen Koordinaten berechnet werden:
Δ𝜑‖ = 𝐏Δ𝜑 . (4.28)
𝐏 kann dabei entweder die Matrix für orthogonale Projektion 𝐏orth (siehe Glei-
chung 4.12) oder die für schräge Projektion 𝐏obl (siehe Gleichung 4.15) sein.
Transformation Anschließend wird die projizierte Zustandsänderung von voll-





Einsetzen der Gleichungen 4.12 und 4.28 liefert für die Transformation bei Verwen-
dung der orthogonalen Projektion insgesamt:
Δ𝜓 = 𝐉
𝜑+






𝛼 Δ𝜑 . (4.30)
Gemäß Definition gilt für die Pseudoinverse die Moore-Penrose-Bedingung:
𝐀+ ⋅ 𝐀 ⋅ 𝐀+ = 𝐀+ . (4.31)








Sowohl die Transport- als auch die Projektionsmethode liefern als Ergebnis den
Zustandsvektor nach dem CFD-Transportschritt (Konvektion und Diffusion) in
reduzierten Koordinaten. Dieser Zustandsvektor kann verwendet werden, um
mittels Interpolation aus der Tabelle den chemischen Quellterm zu bestimmen.
Die Änderung des Zustands wird ermittelt, indem die Änderungsrate ?̇? der Fort-
schrittsvariable über den CFD-Zeitschritt integriert wird.
Grundsätzlich lässt sich die chemische Reaktion unter den angenommenen Vor-
aussetzungen als Anfangswertproblem auffassen:
?̇?(𝑡) = 𝑓(𝜓); 𝜒(𝑡0) = 0 . (4.33)
Während der Integration ändert sich ausschließlich die Komponente des Zustands-
vektors𝜓, die den Wert der Fortschrittsvariablen 𝜒 angibt:
?̇?(𝑡) = 𝑓(𝜒) (4.34)
Dieser Funktionszusammenhang ist in der Tabelle gegeben, so dass das Anfangs-
wertproblemmittels numerischer Integration gelöst werden kann. Dabei kommt
das Heun-Verfahren zum Einsatz, ein einfaches Einschrittverfahren aus der Klasse
der Runge-Kutta-Verfahren [Sch06]. Bei diesem Verfahren wird zunächst in ei-
nem expliziten Integrationsschritt eine vorläufige Lösung 𝜒P (𝑡𝑘+1) berechnet. An
dieser Stelle wird die Änderungsrate ?̇? (𝜒P (𝑡𝑘+1)) ermittelt. Aus dieser und der
aktuellen Änderungsrate ?̇? (𝜒 (𝑡𝑘))wird dann durch Mittelung die Änderungsrate
für den eigentlichen Integrationsschritt berechnet:
𝜒P (𝑡𝑘+1) = 𝜒(𝑡𝑘) + (𝑡𝑘+1 − 𝑡𝑘) ⋅ ?̇? (𝜒 (𝑡𝑘)) , (4.35)
𝜒 (𝑡𝑘+1) = 𝜒(𝑡𝑘) +
1
2
(𝑡𝑘+1 − 𝑡𝑘) ⋅ [?̇? (𝜒 (𝑡𝑘)) + ?̇? (𝜒
P (𝑡𝑘+1))] . (4.36)
Um den kurzen chemischen Zeitskalen Rechnung zu tragen, wird jeder CFD-Zeit-
schritt Δ𝑡CFD in mehrere Chemie-Zeitschritte Δ𝑡chem unterteilt. Zur Verbesserung
von Genauigkeit und Effizienz der Integration wird eine automatische Anpassung
dieser Chemie-Zeitschrittweite durchgeführt. Dazu wird nach jedem Integrations-
schritt die berechnete Änderung der Fortschrittsvariable mit dem Abstand der
Gitterpunkte in der Tabelle verglichen. Übersteigt die Änderung einen vorgege-
benen Bruchteil der Gitterweite (in den hier gezeigten Rechnungen 1/8), wird die
Integration mit reduzierter Zeitschrittweite wiederholt.
Auf ähnliche Weise wird außerdem die Zeitschrittweite des CFD-Lösers in Abhän-
gigkeit von der Dynamik der Reaktion reduziert, sodass die maximale Änderung
des thermodynamischen Zustands aufgrund von chemischer Reaktion innerhalb
eines Zeitschritts auf kleine Werte beschränkt bleibt.
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Berücksichtigung von Restgas
Vorhandenes Restgas aus dem vorangegangenen Zyklus wird als Inertgas behan-
delt. Der Zellinhalt wird in einen Frischgemisch- und einen Restgasanteil zerlegt,
wovon nur der Frischgemischanteil (Sauerstoff, entsprechende Menge Stickstoff
und Kraftstoff) für die Berechnung der chemischen Reaktionskinetik herangezo-
gen wird. Der Druck wird durch die Summe der Partialdrücke der Frischgemisch-
komponenten ersetzt und die Zusammensetzung des Frischgemischs auf denWert
∑𝑦𝑖 = 1 normiert. Als Temperatur wird die Zelltemperatur verwendet.
4.4 Flammenmodell
Das Flammenmodell setzt auf das in Abschnitt 4.3 beschriebene 8-Spezies-Modell
auf undwird – ebensowie dasModell für die Selbstzündung – vomübergeordneten
Verbrennungsmodell aufgerufen, sobald die Bedingungen für Flammenausbrei-
tung gegeben sind. Diese kann entweder durch Fremdzündung oder durch lokale
Selbstzündung eingeleitet werden.
4.4.1 Modellierung
ImKontext der CFD-Simulation ist es nichtmöglich, die Flammenstruktur räumlich
und zeitlich aufgelöst zu betrachten. Der Grund hierfür liegt in der verglichen mit
den Flammenskalen groben räumlichen Diskretisierung der Brennraumgeometrie
und der Mittelwertbetrachtung, die aus der Turbulenzmodellierung resultiert. Un-
ter diesen Bedingungen können die großen Gradienten, die an der Flammenfront
auftreten, nicht richtig abgebildet werden, weshalb auch die Transportprozesse,
die die Flammenausbreitung dominieren, nicht berechnet werden können. Im hier
verwendetenVerbrennungsmodellwird die Flammedaher in Formeines Level-Set-
Ansatzes berücksichtigt, bei dem die Flamme als Diskontinuität betrachtet wird,
deren Bewegung mit einer zusätzlichen skalaren Transportgleichung berechnet
wird.
Die Modellierung der Flammenausbreitung basiert auf den Arbeiten von Wel-
ler [Wel93; Wel94]. Das darin beschriebene Modell beschreibt die Flammenaus-
breitung zunächst anhand von zwei Größen, der Regressvariable 𝑏 und der Flam-
menfaltung Ξ (wrinkling factor), für die jeweils eine Transportgleichung hergelei-
tet wird. Unter der Annahme lokalen Gleichgewichts von Produktion und Abbau
der Flammenfaltung kann jedoch auf die Lösung der zweiten Transportgleichung
verzichtet werden. Das resultierende Modell wird als Weller-Eingleichungsmodell
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bezeichnet. Die Transportgleichung für die Regressvariable nimmt darin die Form
einer diffusiven 𝐺-Gleichung an:
𝜕𝜌?̃?
𝜕𝑡
+ ∇ ⋅ (𝜌𝑣?̃?) − ∇ ⋅ (𝜌?̃?𝑏∇?̃?) = −𝜌uvΞeq𝑠L |∇?̃?| . (4.37)
4.4.2 Implementierung
Die Transportterme auf der linken Seite von Gleichung 4.37 können als skalare
Transportgleichung im Rahmen der CFD-Simulation mitgelöst werden. Zur Formu-
lierung des Quellterms auf der rechten Seite müssen jedoch zunächst der Faltungs-
parameter Ξeq und die laminare Flammengeschwindigkeit 𝑠L berechnet werden.
Aus der Betrachtung des Quellterms wird unmittelbar die Definition des Faltungs-






Die laminare Flammengeschwindigkeit kann gemäß Gleichung 2.14 aus der Flam-





Die Flammendicke 𝑙F kann aus der Wärmeleitfähigkeit 𝜆, der spezifischen Wär-






Mit dem Index Fwerden in diesemZusammenhangWerte in der inneren Flammen-
schicht bezeichnet, der Index uv kennzeichnet den unverbrannten Zustand. Für





Da die Wärmeleitfähigkeit 𝜆 nur schwer zugänglich ist, wird die Definition der
Prandtlzahl Pr zur Umformung der Gleichung herangezogen. Diese gibt das Ver-















4 Numerische Modellierung der Verbrennung
Die Prandtl-Zahl Pr kann unter Ausnutzung der Näherung nach Eucken abge-




9 (𝜅 − 1)
4
. (4.44)
Durch Einsetzen der Näherungsgleichung in die Definition der Prandtl-Zahl (Glei-





Für die Berechnung der laminaren Flammengeschwindigkeit werden neben der
chemischen Zeitskala 𝑡F somit die kinematische Viskosität 𝜈, die Dichte 𝜌 und der
Isentropenexponent 𝜅 benötigt. Alle diese Stoffwerte können vorab berechnet und
in tabellierter Form bereitgestellt werden.
Als letzte Unbekannte verbleibt letztlich die Flammenzeitskala. Diese kann aus vor-
ab berechneten REDIM-Tabellen (Reaction Diffusion Manifold) abgelesen werden.
Diese Tabellen sind ähnlich aufgebaut wie die, die für das Selbstzündungsmodell
verwendet werden. Anders als diese beschreiben sie allerdings Reaktionssyste-
me, in denen neben der chemischen Reaktion auch diffusive Mischungsprozesse
auftreten [Maa11]. Die Flammenzeitskala kann abgeschätzt werden, indem für den
lokalen Gemischzustand die Inverse der maximalen Änderungsrate der REDIM-
Fortschrittsvariable gebildet wird.
Auf diese Weise lässt sich für jede Zelle des Brennraumnetzes die lokale laminare
Flammengeschwindigkeit in Abhängigkeit von Druck, Temperatur und Verbren-
nungsluftverhältnis berechnen.
Als weitere wichtige Einflussgröße bei der Berechnung der Flammenausbreitung
im Motor muss außerdem rückgehaltenes oder rückgeführtes Restgas berücksich-
tigt werden. Dazu wurde ein Ansatz nach Meier [Mei97] verwendet:





⋅ 𝑠L (𝑝, 𝑇, 𝜆 = 𝜆äq) . (4.46)
Der Exponent 𝑛 liegt dabei im Bereich 1 < 𝑛 < 2 und wurde nach Meier auf
𝑛 = 1,5 gesetzt. Bei der Berechnung des verwendeten Hilfs-Verbrennungsluftver-
hältnisses 𝜆H wird eine Fallunterscheidung getroffen:
𝜆H = {
1, 0 für 𝜆 ≤ 1
𝜆 für 𝜆 > 1
. (4.47)







Zusätzlich zu diesen Einflüssen wird die laminare Flammengeschwindigkeit durch
Flammenstreckung beeinflusst. In diesem Fall sind je nach Verbrennungsluftver-
hältnis die Diffusionseigenschaften des im Mangel vorhandenen Reaktanden aus-
schlaggebend dafür, ob sich die Geschwindigkeit erhöht oder verringert. Entschei-
dend ist das Verhältnis der Temperaturleitfähigkeit 𝑎 zum Diffusionskoeffizienten






𝜌 ⋅ 𝑐𝑝 ⋅ 𝐷
. (4.49)
Für Lewiszahlen 𝐿𝑒 > 1 nimmt die Flammengeschwindigkeit mit wachsender
Streckrate ab, für Le < 1 zu. Mit wachsender Streckrate wird die Flamme dünner,
dieGradienten steiler. BeiLe < 1kompensiert die stärkereDiffusiondes imMangel
vorhandenenReaktanden den erhöhtenWärmeabfluss, so dass die Reaktivität sich
insgesamt erhöht, bei Le > 1 sind die Verhältnisse genau umgekehrt [Mei97].
Zur quantitativen Beschreibung des Zusammenhangs zwischen Flammenstre-















Zahlenwerte für die Aktivierungstemperatur 𝑇a, die adiabate Verbrennungstem-
peratur 𝑇ad und die Lewiszahl Le stehen für unterschiedliche Verbrennungsluft-
verhältnisse zur Verfügung [Abd84]. Die fehlende Karlovitzzahl Ka, die das Ver-
hältnis der Flammenzeitskala zur Kolmogorov-Zeitskala beschreibt, kann aus der











In dieser Formel steht für die Dissipationsrate der Turbulenz, 𝜈 für die kinemati-
sche Viskosität.
Anhand dieser Größen lässt sich die turbulente Flammengeschwindigkeit berech-
nen. Für freie Flammen gilt nach Herweg et al. [Her92]:
𝑠T
𝑠L
























4 Numerische Modellierung der Verbrennung
In die Berechnung fließt neben 𝐼0 (siehe Gleichung 4.50) auch das integrale Län-
genmaß der Turbulenz 𝑙, der Radius des Flammenkerns 𝑟 und die seit der Zündung
verstrichene Zeit 𝑡 sowie die Turbulenzintensität 𝑣′ ein.
4.5 Eingangsdaten für den Einsatz des Modells
Für alle Rechnungen, die in den nächsten Kapiteln gezeigt werden, wurde ein se-
midetaillierter Mechanismus für einen TRF-Kraftstoff (Toluene Reference Fuel) ver-
wendet [And09]. Dieser umfasst 137 Spezies und 633 Reaktionen. Das Mischungs-
verhältnis der Kraftstoffbestandteile iso-Oktan, n-Heptan und Toluol wurde so
gewählt, dass sich eine Oktanzahl von ROZ = 95 ergab (siehe Tabelle 4.1). Dieser
Wert entspricht dem des in den experimentellen Untersuchungen verwendeten
Kraftstoffs.
Tabelle 4.1: Zusammensetzung des TRF-Modellkraftstoffs.
Komponente Anteil
iso-Oktan 81,5 Vol.-% (l)
n-Heptan 8,5 Vol.-% (l)
Toluol 10,0 Vol.-% (l)
Für diesen Kraftstoff wurden am Institut für Technische Thermodynamik Tabellen
für beide Untermodelle des Verbrennungsmodells erstellt. Während der Erstel-
lung der Tabelle für das Fortschrittsvariablenmodell wurden die erforderlichen
Zündverläufe mit Hilfe des am Institut entwickelten Berechnungstools HOMREA
berechnet [Maa88].
Bei den folgenden Berechnungen zur Selbstzündung wurde das Fortschrittsvaria-
blenmodell mit orthogonaler Projektion verwendet. Das Verfahren mit schräger
Projektion erwies sich in der Anwendung als weniger stabil, was sich in unplausi-
blen Zündverläufen äußerte. Zur praktischen Verwendung des Modells sind Ver-




Zur Validierung des Selbstzündungsmodells wurden zahlreiche Testrechnungen
durchgeführt, bei denen jeweils unterschiedliche Aspekte der Modellierung im
Vordergrund standen. In den folgenden Abschnitten werden exemplarische Vali-
dierungsrechnungen zur Qualität des verwendeten Integrationsverfahrens, zur
Realitätsnähe der berechneten Zündverzugszeiten unter ideal homogenen Bedin-
gungen und zum Einfluss von Luft-Kraftstoff-Verhältnis und Restgasgehalt auf
diese Rechnungen vorgestellt.
5.1 Integration
Zur Validierung des eingesetzten Integrators für den Quellterm der Fortschritts-
variable wurden zunächst Zündverläufe mit unterschiedlichen Integrator-Konfi-
gurationen berechnet. Zu diesem Zweck wurden physikalisch sinnvolle Anfangs-
bedingungen gewählt, in den hier gezeigten Fällen eine Temperatur von 1000K,
ein Druck von 35 bar und stöchiometrische Zusammensetzung. Für diese Anfangs-
bedingungen wurde dann ausschließlich die Fortschrittsvariable integriert, alle
weiteren Parameter gemäß der Definition des reduzierten Zustandsvektors (Glei-
chung 4.9) wurden unverändert belassen. Die Änderungsrate der Fortschritts-
variable wurde dabei analog zum implementierten Verbrennungsmodell aus Ta-
bellenwerten interpoliert. Die hier gezeigten Temperaturwerte wurden nach der
Integration ebenfalls mittels Tabelleninterpolation aus den vorausberechneten
Daten ermittelt.
Als erstes wurde das im Verbrennungsmodell implementierte Heun-Verfahren
(siehe Gleichung 4.35) bei unterschiedlichen Zeitschrittweiten mit dem expliziten
Euler-Verfahren verglichen. Die zusätzlich implementierte dynamische Anpassung
der Integrationszeitschrittweite wurde dabei zunächst deaktiviert. Abbildung 5.1
zeigt Zündverläufe, die mit dem Euler-Verfahren berechnet wurden. Eingezeich-
net sind Verläufe, die mit den Zeitschrittweiten 1 ⋅ 10−3 s, 1 ⋅ 10−4 s und 1 ⋅ 10−5 s
berechnet wurden, zudem als Referenz ein Verlauf mit 1 ⋅ 10−7 s. Entsprechende
Rechnungenwurden unter Verwendung desHeun-Verfahrensmit identischen Zeit-
schrittweiten durchgeführt (siehe Abbildung 5.2). Bei beiden Verfahren nähern
sich die Zündverläufe mit kleiner werdender Zeitschrittweite erwartungsgemäß
an den Referenzverlauf an. Es ist jedoch deutlich zu erkennen, dass diese Annähe-
rung bei Verwendung des Heun-Verfahrens deutlich schneller erfolgt.
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Δ𝑡 = 1 ⋅ 10−7 s
Δ𝑡 = 1 ⋅ 10−3 s
Δ𝑡 = 1 ⋅ 10−4 s
Δ𝑡 = 1 ⋅ 10−5 s
Abbildung 5.1: Abhängigkeit der Integrationsgüte von der Zeitschritt-
weite: Euler-Verfahren (explizit) ohne Zeitschrittweiten-
anpassung.









Δ𝑡 = 1 ⋅ 10−7 s
Δ𝑡 = 1 ⋅ 10−3 s
Δ𝑡 = 1 ⋅ 10−4 s
Δ𝑡 = 1 ⋅ 10−5 s
Abbildung 5.2: Abhängigkeit der Integrationsgüte von der Zeitschritt-

























Abbildung 5.3: Abhängigkeit der Integrationsgüte vom Integrations-
verfahren: Vergleich von Euler-Verfahren undHeun-Ver-
fahren für konstante Zeitschrittweiten Δ𝑡 = 1 ⋅ 10−3 s
(links) und Δ𝑡 = 1 ⋅ 10−4 s (rechts).
Abbildung 5.3 zeigt einen direkten Vergleich zwischen beiden Integrationsver-
fahren bei den Zeitschrittweiten 1 ⋅ 10−3 s und 1 ⋅ 10−4 s. Es ist deutlich zu erken-
nen, dass das Heun-Verfahren bereits bei dieser groben zeitlichen Diskretisierung
deutlich bessere Ergebnisse liefert als das Euler-Verfahren. Bereits bei einer Zeit-
schrittweite von 1 ⋅ 10−4 s sind die Abweichungen vom Referenzverlauf sehr klein,
bei 1 ⋅ 10−5 s (nicht dargestellt) liegen sie innerhalb einer Strichstärke.
Neben dem Integrationsverfahren wurde auch der Einfluss der automatischen
Zeitschrittweitenanpassung untersucht. Dazu wurden die oben gezeigten Berech-
nungen mit identischen Basis-Zeitschrittweiten wiederholt. Zusätzlich wurde bei
diesen Untersuchungen der im Verbrennungsmodell implementierte Mechanis-
mus zur automatischen Anpassung der Integrationszeitschrittweite in Abhängig-
keit der Reaktionsdynamik aktiviert. Die Ergebnisse sind in den Abbildungen 5.4
und 5.5 zu sehen. Es ist deutlich zu erkennen, dass bereits das Euler-Verfahren
mit großer Basis-Zeitschrittweite recht gute Ergebnisse liefert. Durch Verwen-
dung des Heun-Verfahrens kann jedoch auch hier eine weitere Steigerung der
Integrationsqualität erreicht werden.
Für die Simulation des Motorbetriebs wurde im CFD-Code durchgehend eine
Rechenschrittweite von 0,1 °KW verwendet. Bei Drehzahlen von 1750 1/min bzw.
2000 1/min entspricht dies einer Basiszeitschrittweite von weniger als 1 ⋅ 10−5 s.
Wie in Kapitel 4 beschrieben, wird diese Zeitschrittweite der Strömungssimula-
tion in Abhängigkeit von der Dynamik der Reaktion reduziert, zudem greift die
oben beschriebene Anpassung der Integrationszeitschrittweite. Insgesamt kann
daher angenommen werden, dass die Integration mit den resultierenden kleinen
Schrittweiten zufriedenstellende Ergebnisse liefert.
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Δ𝑡 = 1 ⋅ 10−7 s
Δ𝑡 = 1 ⋅ 10−3 s
Δ𝑡 = 1 ⋅ 10−4 s
Abbildung 5.4: Abhängigkeit der Integrationsgüte von der Basis-Zeit-
schrittweite: Euler-Verfahren (explizit) mit Zeitschritt-
weitenanpassung.









Δ𝑡 = 1 ⋅ 10−7 s
Δ𝑡0 = 1 ⋅ 10
−3 s
Δ𝑡0 = 1 ⋅ 10
−4 s
Abbildung 5.5: Abhängigkeit der Integrationsgüte von der Basis-Zeit-





Die Funktion des gesamten Selbstzündungsmodells wurde validiert, indem Zünd-
verläufe unter identischen Bedingungen sowohl in der Strömungssimulation mit
zugeschaltetem Verbrennungsmodell als auch detailliert mit dem Simulationspro-
gramm HOMREA berechnetwurden. DieHOMREA-Berechnungwurde als Referenz
für die Validierung gewählt, da sie auch die Basis der Tabellierung ist, die dem
Fortschrittsvariablenmodell zugrunde liegt (siehe Abschnitt 4.3). Das in den CFD-
Code eingebettete Modell bildet daher im Idealfall die detaillierte Berechnung
exakt nach. Da der zugrundeliegende Mechanismus anhand von Messdaten für
den HCCI-Betrieb als Anwendungsfall validiert ist, ist allerdings zu erwarten, dass
das Verbrennungsmodell dann auch valide Daten für die Motorrechnung liefert.
Für die detaillierten Rechnungen wurde der gleiche reduzierte Reaktionsmecha-
nismus verwendet, mit dem auch die Tabellen für das Fortschrittsvariablenmodell
erstellt wurden.
Da die CFD-Simulationen reale Geometrienmit sinnvoller räumlicher Ausdehnung
erfordern, wurde für diese Rechnungen eine einfache Ersatzgeometrie in Würfel-
form mit Zellgrößen ähnlich denen in den Motormodellen (siehe Abschnitt 3.3)
verwendet. Für die Validierungsrechnungen für isobare Bedingungen wurden
Druckrandbedingungen an allen Oberflächen angebracht, an denen durchgehend
der Anfangsdruck aufgeprägt wurde. Durch diese Konstellation bildete sich in den
Rechnungen nach Einsetzen der Reaktion ein dreidimensionales Strömungsfeld
aus, in dem die Druckerhöhung aufgrund der Reaktion durch Abströmen aus dem
Simulationsgebiet ausgeglichen wurde. Auf diese Weise konnten annähernd iso-
bare Bedingungen dargestellt werden. Für die isochoren Berechnungen wurden
die Druckrandbedingungen durch adiabate Wandrandbedingungen ersetzt.
Die im Folgenden dargestellten Diagramme zeigen jeweils die ermittelte Zünd-
verzugszeit aus dem Verbrennungsmodell sowie der detaillierten Simulation auf-
getragen über der Anfangstemperatur für ausgewählte Kombinationen aus Luft-
Kraftstoff-Verhältnis und Druck. Die ersten Vergleichsrechnungen wurden für iso-
bare Bedingungen durchgeführt. Dies ist der einfachste Anwendungsfall, da der
Reaktionsverlauf unmittelbar dem tabellierten Verlauf entspricht. Abbildung 5.6
zeigt den Vergleich von detaillierter Simulation und Verbrennungsmodell für stö-
chiometrisches Gemisch ohne rückgehaltenes Abgas bei zwei unterschiedlichen
Drücken. Es ist zu erkennen, dass die berechneten Zündverzugszeiten über weite
Temperaturbereiche gut übereinstimmen.
Da bei der Selbstzündung und Verbrennung im Motor eher das Volumen als der
Druck als konstant betrachtet werden kann, wurde auch der isochore Fall unter-
sucht. Abbildung 5.7 zeigt entsprechende Ergebnisse in identischer Darstellung.
Die Unterschiede zwischen den Kurven sind im isochoren Fall etwas größer als im
isobaren, die berechneten Zündverzugszeiten werden im CFD-Verbrennungsmo-
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Abbildung 5.6: Vergleich der Zündverzugszeiten in der detaillierten Si-
mulation und der Berechnung im CFD-Code. Isobare ho-
mogene Selbstzündung bei 𝜆 = 1,0; 𝑝 = 15bar (links)
bzw. 𝑝 = 35bar (rechts); 𝑦AGR = 0m.-%.


















Abbildung 5.7: Vergleich der Zündverzugszeiten in der detaillierten Si-
mulation und der Berechnung im CFD-Code. Isochore
homogene Selbstzündung bei 𝜆 = 1,0; 𝑝0 = 15bar
(links) bzw. 𝑝0 = 35bar (rechts); 𝑦AGR = 0m.-%.
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Abbildung 5.8: Vergleich der Zündverzugszeiten in der detaillierten Si-
mulation und der Berechnung im CFD-Code. Isochore
homogene Selbstzündung bei 𝜆 = 1,3; 𝑝0 = 15bar
(links) bzw. 𝑝0 = 35bar (rechts); 𝑦AGR = 0m.-%.
dell tendentiell leicht unterschätzt. Gleichwohl bewegen sich die Fehler in einem
akzeptablen Bereich.
Mit dem HCCI-Betrieb wurde auch ein Magerbrennverfahren als Anwendungs-
fall untersucht, daher wurde die Zündverzugszeit nicht nur für stöchiometrische
Gemischzusammensetzung, sondern auch für einen Fall mit magerem Gemisch
validiert. Abbildung 5.8 zeigt die entsprechenden Verläufe für ein Gemisch mit
𝜆 = 1,3. Auch hier werden in der 3D-CFD-Simulation geringfügig kürzere Zünd-
verzugszeiten berechnet als in der detaillierten Simulation, die Verläufe stimmen
jedoch insbesondere bei hohen Temperaturen recht gut überein.
Für die Simulation des HCCI-Betriebs ist darüber hinaus die Behandlung des Ein-
flusses von zurückgehaltenem Abgas von entscheidender Bedeutung. Da bei dem
realisierten Brennverfahren die erforderlichen Bedingungen zur Selbstzündung
durch Rückhaltung von internem Restgas mittels negativer Ventilüberschneidung
erzielt werden (siehe Abschnitt 3.1.1), muss diesem Aspekt besondere Aufmerk-
samkeit gewidmet werden.
Zur Validierung des implementierten Restgasmodells wurden entsprechende Ver-
gleichsrechnungenmit demCFD-Verbrennungsmodell sowiemit detaillierter Kine-
tik durchgeführt. Dabei wurden identische Anfangsbedingungen zugrunde gelegt,
wobei dem Frischgemisch jeweils ein vorgegebener Massenanteil an entsprechen-
dem Abgas mit Gleichgewichtszusammensetzung zugemischt wurde. Die angege-
benen Anfangstemperaturen beziehen sich auf den Zustand nach Mischung.
Abbildung 5.9 zeigt einen Vergleich der ermittelten Zündverzugszeiten bei stöchio-
metrischer Frischgemischzusammensetzung und einem Abgasanteil von 20m.-%,
Abbildung 5.10 bei einem Abgasgehalt von 50m.-%. In beiden Fällen stimmen die
mit dem gesamten Verbrennungsmodell berechneten Zündverzugszeiten gut mit
denen aus der detaillierten Simulation überein.
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Abbildung 5.9: Vergleich der Zündverzugszeiten in der detaillierten Si-
mulation und der Berechnung im CFD-Code. Isochore
homogene Selbstzündung bei 𝜆 = 1,0; 𝑝0 = 15bar
(links) bzw. 𝑝0 = 35bar (rechts); 𝑦AGR = 20m.-%.


















Abbildung 5.10: Vergleich der Zündverzugszeiten in der detaillierten
Simulation und der Berechnung imCFD-Code. Isochore
homogene Selbstzündung bei 𝜆 = 1,0; 𝑝0 = 15bar
(links) bzw. 𝑝0 = 35bar (rechts); 𝑦AGR = 50m.-%.
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6 Anwendungsbeispiele
Als Anwendungsbeispiele für das vorgestellte Verbrennungsmodell wurden drei
Fälle untersucht: Die reguläre, funkengezündete Verbrennung, die HCCI-Verbren-
nung und die Vorentflammung. Zu jedem dieser Anwendungsfälle wurden sowohl
experimentelle Untersuchungen als auch Simulationen durchgeführt. In den fol-
genden Abschnitten werden die Ergebnisse dieser Untersuchungen vorgestellt.
6.1 Reguläre ottomotorische Verbrennung
Für die Untersuchungen zur regulären ottomotorischen Verbrennung wurde der
Versuchsträger verwendet, an dem auch die Versuche zur Vorentflammung durch-
geführt wurden. Eine Beschreibung von Motor und Messtechnik kann Abschnitt
3.1.2 entnommen werden.
6.1.1 Betriebspunktauswahl
Auch der Betriebspunkt entsprach dem der Vorentflammungs-Untersuchungen.
Wie in Abschnitt 2.3.3 beschrieben, tritt dieses Phänomen nahezu ausschließlich
bei sehr kleinenDrehzahlen und hoher Last auf. Aus diesemGrundwurde dieDreh-
zahl auf𝑛 = 1750 1/min festgelegt. DieMotorlast konnte aufgrundder Verwendung
von modifizierten Nockenwellen deutlich über das Niveau des Serienmotors hin-
aus auf 360Nm angehoben werden. Dies entspricht einem effektiven Mitteldruck
𝑝me von etwa 22,8 bar. Um bei dieser hohen Last Klopfen zu vermeiden, wurde
der Zündzeitpunkt auf 𝛼Z = 5 °KWn. ZOT angepasst. Aufgrund der späten Zün-
dung ergibt sich der charakteristische Druckverlauf von aufgeladenen Motoren
bei Volllast. Das Gemisch wird bis zum oberen Totpunkt verdichtet und dann zu-
nächst wieder leicht expandiert, bevor nach der Funkenzündung die Verbrennung
einsetzt. Dadurch ergibt sich ein erstes lokales Druckmaximum am oberen Tot-




Abbildung 6.1: Validierung des Einspritzmodells anhand von Druck-
kammeraufnahmen: Experiment (oben) und Simulation
(unten). Ansteuerdauer: 2,5ms. Aufnahmen bei 1,1ms,
1,9ms und 2,6ms nach Ansteuerbeginn.
6.1.2 Abstimmung des Simulationsmodells
Wie inAbschnitt 3.3 beschrieben, ist die für die Simulationenverwendete Lagrange-
sche Betrachtungsweise bei der Berechnung des Sprays als Zweiphasenströmung
nicht geeignet, um Strahlaufbruch und Primärzerfall zu berechnen. Stattdessen
muss eine anfängliche Tropfengrößenverteilung vorgegeben werden.
Zur Berechnung dieser Tropfengrößen wurde bei den Untersuchungen zur re-
gulären Verbrennung ein empirisches Modell für den Primärzerfall verwendet,
der Sekundärzerfall und die Verdunstung wurden mit den vorimplementierten
Modellen berechnet (siehe Abschnitt 3.3).
Für die Validierung des Einspritzmodells wurden durch den Motorhersteller opti-
sche Aufnahmen von Einspritzversuchen an einer Druckkammer bei unterschied-
lichen Temperatur- und Druckrandbedingungen zur Verfügung gestellt. Die ver-
wendeten Aufnahmen zeigen Mittelwertbilder für die Einspritzung von Kraftstoff
mit der Temperatur 𝑇K = 25
∘C und dem Raildruck 𝑝K = 130bar in die Druck-
kammer mit der Kammertemperatur 𝑇DK = 25
∘C und dem Druck 𝑝DK = 1,6 bar.
Diese Kombination vonWerten stellte unter den verfügbaren Messdaten die beste
Annäherung an die Verhältnisse im Motor dar. Die Einspritzung in den Motor er-
folgte während der Messungen im Saughub. Der Ladedruck betrug 𝑝L = 2bar, die
Ladelufttemperatur 𝑇L = 20
∘C.
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Abbildung 6.2: Zylinderdruckverläufe für reguläre Verbrennung. Ver-
gleich zwischen Messung und Simulation.
Umdas Primärzerfallsmodell anzupassen, konnten die Austrittsrichtung der Kraft-
stofftropfen sowie der effektive Austrittsquerschnitt des Injektors variiert werden.
Beide Größenwurden so eingestellt, dass die resultierenden Strahlbilder bestmög-
lich mit den Aufnahmen aus der Druckkammer übereinstimmten.
Abbildung 6.1 zeigt beispielhaft Einzelbilder zu verschiedenen Zeitpunkten wäh-
rend der Einspritzung aus Versuch und Simulation. Es ist zu erkennen, dass sowohl
die Eindringtiefe als auch die Form des Strahlkegels gut übereinstimmen.
6.1.3 Ergebnisse
Abbildung 6.2 zeigt den berechneten und einen gemessenen Druckverlauf. Als
repräsentativer Einzelzyklus wurde der Zyklus ausgewählt, bei dem die relative
Abweichung des indizierten Mitteldrucks 𝑝mi und der Verbrennungsschwerpunkt-
lage 𝛼H50 von denmittlerenWerten der Messreihe minimal ist. Für die Bewertung













Die überstrichenenWerte in der Gleichung sind jeweils die Mittelwerte der ent-
sprechenden Größen über alle Zyklen der Messreihe.
Der Vergleich der Druckverläufe zeigt, dass die Simulation wesentliche Aspek-
te des Motorprozesses plausibel wiedergibt. Sowohl im Ladungswechsel (nicht
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Abbildung 6.3: Flammenausbreitung bei regulärer Verbrennung in
der Simulation. Schnitt durch die Zylindermittelebene.
Zündzeitpunkt: 𝛼Z = 5 °KWn. ZOT
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9 °KWn. ZOT 14 °KWn. ZOT 19 °KWn. ZOT 24 °KWn. ZOT
Abbildung 6.4: Flammenausbreitung bei regulärer Verbrennung im Ex-
periment. Zündzeitpunkt: 𝛼Z = 5 °KWn. ZOT
verläufen sehr klein. Während der Verbrennung sind die Abweichungen etwas
größer, aber immer noch gering. Die Abweichung in der Lage des Verbrennungs-
beginns liegt im Bereich der Zyklenstreuung. Erst in der Expansionsphase zeigen
sich größere Abweichungen zwischen den Druckverläufen. Diese sind vermutlich
auf einen zu hoch berechneten Wandwärmestrom in der Simulation zurückzufüh-
ren.
Abbildung 6.3 zeigt die Flammenausbreitung im Brennraum in der Simulation. Es
ist deutlich zu erkennen, dass sich die Flamme vom Zündkerzenspalt zunächst
annähernd sphärisch ausbreitet. Innerhalb von 15 °KW erreicht sie den Rand des
Brennraumdachs, dann folgt ein langsamer Ausbrand bis hin zur Zylinderwand.
In Abbildung 6.4 ist zum Vergleich die Flammenausbreitung dargestellt, wie sie
mit dem in Abschnitt 3.2.2 beschriebenen Kamerasystem aufgenommen wurden.
Für die Aufnahmen wurde der rechte Zugang an der Stirnseite verwendet (siehe
Abbildung 3.2). Trotz des beschränkten Sichtbereichs des Endoskops und der
Verzerrung des Bildes durch die Endoskopoptik ist auch hier eine annähernd
kugelförmige Kontur der Flamme zu erkennen.
Ebenso kann die Geschwindigkeit der Flammenausbreitung in Simulation und
Experiment verglichen werden. In beiden Fällen ist im ersten Bild (9 °KWn. ZOT)
ein kleiner Flammenkern zu erkennen. Im dritten Bild (19 °KWn. ZOT) nimmt die
Flamme bereits einen Großteil des Brennraums ein, im letzten Bild den gesamten
sichtbaren Bereich.
Insgesamt liefert die Simulation somit plausible Ergebnisse für die Flammenaus-
breitung.
6.2 HCCI-Verbrennung
Als zweites Anwendungsbeispielwurde dieHCCI-Verbrennung betrachtet. Auch zu
dieser Form der Verbrennungwurden sowohl experimentelle als auch numerische
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Untersuchungen durchgeführt. Für die experimentellen Arbeiten wurde der in
Abschnitt 3.1.1 vorgestellte Versuchsmotor verwendet.
6.2.1 Betriebspunktauswahl
Zu Beginn der Untersuchungen wurde zunächst ein Referenzbetriebspunkt festge-
legt. Da das HCCI-Brennverfahren in erster Linie für Betriebspunkte in der unteren
Teillast geeignet ist, wurde eine Last von𝑝mi = 2,0 bar bei𝑛 = 2000 1/min gewählt.
Aufgrund der hohen Empfindlichkeit des HCCI-Verfahrens gegenüber Änderungen
der Umgebungsbedingungen wurden außerdem Sollwerte und Toleranzbereiche
für die Konditionierung der Betriebsstoffe festgelegt. Eine Übersicht über diese
Werte ist in Tabelle 6.1 angegeben.
Tabelle 6.1: Randbedingungen für den HCCI-Betrieb.
Größe Sollwert Toleranz
Drehzahl 2000 1/min ±5 1/min
Ind. Mitteldruck 2,0 bar ±0,02 bar
Temp. Luftfass 25,0 °C ±1,0 °C
Druck Luftfass 1050mbar ±2mbar
Rel. Feuchte Luftfass 35,0% ±1,0%
Temp. Kühlwasser 95,0 °C ±1,0 °C
Raildruck 100 bar ±2 bar
Prinzipiell besteht im Zeitpunkt der Direkteinspritzung ein weiterer Freiheitsgrad
für die Betriebspunktdefinition, der insbesondere auf die Lage des Verbrennungs-
schwerpunkts einen deutlichen Einfluss hat [Gün04]. ImRahmender vorliegenden
Arbeit wurde jedoch darauf verzichtet, diesen Parameter zu variieren. Stattdessen
wurden Einstellungen gewählt, bei denen eine Interaktion der flüssigen Kraftstoff-
strahlen mit der Kolbenoberfläche weitgehend vermieden werden konnte. Der
Ansteuerbeginn der Einspritzung wurde für alle Untersuchungen auf einen Wert
von 300 °KWv. ZOT festgelegt. Die Dauer der Einspritzung wurde angepasst, um
die vorgegebene Motorlast einzustellen.
Aufgrund der Variabilitäten im Ventiltrieb, die sich durch die Verwendung der
ein- und auslassseitigen Phasensteller ergeben (siehe Abschnitt 3.1.1), kann der
Motor jedoch auch an diesem Betriebspunkt noch mit einer großen Bandbreite
an Einstellungen betrieben werden. Aus diesem Grund wurde zunächst eine Steu-
erzeitenvariation durchgeführt, um die Einflüsse der Ein- und Auslasssteuerzeit
auf die Verbrennung zu untersuchen. Die Ergebnisse der Parametervariation sind
in den Abbildungen 6.5 bis 6.7 zu sehen. Diese enthalten jeweils Kennfelder von
unterschiedlichen Größen in Abhängigkeit von den Ventilsteuerzeiten. Auf der
Abszisse ist jeweils die Phasenlage der Einlassnockenwelle angegeben, auf der
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Ordinate die der Auslassnockenwelle. Als Bezugswert für die Phasenlage wurde je-
weils die Schließzeit der Ventile gewählt. Die Kreuze in denKennfeldernmarkieren
die tatsächlich durchgeführten Messungen, zwischen denen interpoliert wurde.
Für die Messreihe wurde handelsüblicher EuroSuper-Kraftstoff verwendet.
Die Ergebnisse zeigen deutlich den großen Einfluss der Ventilsteuerzeiten auf
den Motorbetrieb. Besonders über die Verdrehung der Auslassnockenwelle lässt
sich das Verhältnis von Luft- und Abgasverdünnung einstellen. Je früher das Aus-
lassventil schließt, umso mehr Abgas wird im Brennraum zurückgehalten und
umso weniger Luft kann im folgenden Saugtakt angesaugt werden. Diese Abgas-
verdünnung schlägt sich in einem kleinerenWert für das Luft-Kraftstoff-Verhältnis
𝜆 nieder (siehe Abbildung 6.6b). Da das zurückgehaltene Abgas deutlich heißer
ist als die angesaugte Frischluft, ist auch die Temperatur der Füllung zum Beginn
der Kompression höher. Dies hat zur Folge, dass gegen Kompressionsende früher
Selbstzündung einsetzt, was wiederum zu früheren Verbrennungsschwerpunkt-
lagen führt (siehe Abbildung 6.5b). Aufgrund der hohen Temperaturen kommt
es zu einer raschen Umsetzung des gesamten Gemischs, die sich in Form von
große Druckgradienten bemerkbar macht (siehe Abbildung 6.5b). Auch die Spit-
zentemperatur während der Reaktion ist wegen der schnellen Verbrennung und
der Schwerpunktlage nahe dem oberen Totpunkt in diesen Betriebspunkten be-
sonders hoch. Dies hat vergleichsweise hohe Stickoxidemissionen zur Folge (siehe
Abbildung 6.7a).
Aus dem Zusammenhang zwischen der Schließzeit der Auslassventile und der
Restgasmenge im Brennraum lassen sich auch die Grenzen der gezeigten Kenn-
felder erklären. An der oberen Grenze (Auslass schließt spät) ist das Gemisch im
Brennraum stark mit Luft verdünnt, der Restgasgehalt ist vergleichsweise gering.
Dies führt zu einem niedrigen Temperaturniveau, was die Selbstzündung tenden-
ziell behindert. ImMotorbetriebmacht sich dies durch hohe Laufunruhe bis hin zu
Zündaussetzern bemerkbar. Als Maß für die Laufruhe kann der Variationskoeffizi-
ent des indiziertemMitteldrucks angesehen werden (siehe Abbildung 6.6c). Für
noch spätere Steuerzeiten als die in den Diagrammen gezeigten ist kein stabiler
Motorbetrieb mehr möglich.
In den Kennfeldbereichen mit dem größten Restgasgehalt links unten in den Dia-
grammen kommt es aufgrund der hohen Verdünnungmit Inertgas trotz insgesamt
hoher Laufruhe zu Verbrennungsaussetzern, die ein Zusammenbrechen des HCCI-
Betriebs zur Folge haben. Aufgrund des fehlenden heißen Restgases setzt auch in
den Zyklen nach dem Verbrennungsaussetzer keine Selbstzündung mehr ein.
In weiten Bereichen des gezeigten Kennfelds konnten niedrige Schadstoffrohemis-
sionen (NO𝑥,i < 0,04 g/kWh; COi < 8,0 g/kWh; HCi < 5,0 g/kWh) bei gleichzeitig niedri-
gem Kraftstoffverbrauch (𝑏i < 260 g/kWh) erzielt werden. Die Kennfelder für die






































































































(c) Variationskoeffizient des indizierten Mitteldrucks.
























































Basierend auf diesen Kennfeldmessungen wurden die Steuerzeiten für die fol-
genden Messungen festgelegt (siehe Tabelle 6.2). Für die gewählte Kombination
Tabelle 6.2: Ventilsteuerzeiten am Referenzbetriebspunkt.
Steuerzeit Wert
Auslass schließt 271,8 °KWn. ZOT
Einlass schließt 151,9 °KWv. ZOT
von Steuerzeiten weist der Motor einerseits eine hohe Laufruhe auf, andererseits
liegen die Druckanstiegsraten in einem akzeptablen Bereich und die Schadstoff-
rohemissionen bewegen sich insgesamt auf einemniedrigenNiveau. Abbildung 6.8
zeigt exemplarisch die Ventilhubkurven sowie einen zugehörigen Zylinderdruck-
verlauf für diese Referenzkonfiguration.















Abbildung 6.8: Ventilhubkurven und Zylinderdruckverlauf im HCCI-
Betrieb.
6.2.2 Kraftstoffvergleich
Beim HCCI-Brennverfahren wird der Verlauf der Verbrennung in hohem Maße
vom Zeitpunkt der Selbstzündung des homogenen Kraftstoff-Luft-Gemischs be-
stimmt. Die korrekte Berechnung der Selbstzündung ist daher für die Simulation
der Verbrennung von entscheidender Bedeutung. Als Problem erweist sich da-
bei, dass für übliche Kraftstoffe keine Reaktionsmechanismen existieren. Wie in
Abschnitt 4.5 beschrieben, wurde daher ein aus drei Komponenten bestehender
TRF-Ersatzkraftstoff definiert, für den die Reaktionskinetik detailliert berechnet
werden kann. Als Maß für das Selbstzündverhalten des Kraftstoffs wurde bei der
Festlegung der Kraftstoffzusammensetzung die Oktanzahl herangezogen.
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Um zu überprüfen, ob dieser Ersatzkraftstoff auch im HCCI-Betrieb ein ähnliches
Verhalten zeigt wie der während der Kennfeldvermessung verwendete EuroSuper-
Kraftstoff, wurden Vergleichsmessungen mit beiden Kraftstoffen durchgeführt.
Dabei zeigte sich, dass mit den oben definierten Referenzeinstellungen bei Ver-
wendung des Ersatzkraftstoffs kein stabiler Motorbetrieb möglich war.
Um den Unterschied zwischen beiden Kraftstoffen zu quantifizieren, wurde bei
ansonsten unveränderten Einstellungen eine Variation des Einspritzzeitpunkts
durchgeführt. Abbildung 6.9 zeigt die Lage des Verbrennungsschwerpunkts so-
wie den Variationskoeffizienten des indizierten Mitteldrucks in Abhängigkeit vom
Ansteuerbeginn der Einspritzung. Dargestellt sind jeweils die Ergebnisse der Ein-
spritzzeitpunktvariation für den TRF-Kraftstoff sowie der Referenzbetriebspunkt
bei Verwendung von EuroSuper. Es ist deutlich zu erkennen, dass sich bei Ver-
wendung des Ersatzkraftstoffs der Verbrennungsschwerpunkt zu späteren Lagen
verschiebt. Damit einher geht eine Verschlechterung der Verbrennungsstabili-
tät, erkennbar am deutlich ansteigenden Variationskoeffizienten des indizierten
Mitteldrucks. Bei einem Einspritzbeginn nach 315 °KWv. ZOT war aufgrund von
Verbrennungsschwankungen und Aussetzern kein Messbetrieb mehr möglich.
Um einen stabilen Motorbetrieb mit ähnlicher Verbrennungscharakteristik wie
bei Verwendung des EuroSuper-Kraftstoffs zu gewährleisten, wurde der Zeitpunkt
der Injektoransteuerung von 300 °KWv. ZOT auf 340 °KWv. ZOT verschoben. Die-
se Einstellung stellt einen Kompromiss dar zwischen zwei konkurrierenden An-
forderungen: Einerseits sollte das Betriebsverhalten demMotor der EuroSuper-
Referenzmessung möglichst ähnlich sein, andererseits die Einspritzung aber mög-
lichst spät erfolgen, um eine Benetzung des Kolbensmit Kraftstoff zu vermeiden.
Für die folgendenoptischenMessungenwurde imHinblick auf dieVergleichbarkeit
von Experiment und Simulation ausschließlich der Dreikomponentenkraftstoff
verwendet.
6.2.3 Abstimmung des Einspritzmodells
Experimentelle Untersuchung der Strahleindringtiefe
ZurValidierung des verwendetenEinspritzmodellswurden zunächst optischeMes-
sungen an einer Einspritzkammer durchgeführt. Die Randbedingungen wurden
dabei so gewählt, dass sie den Bedingungen im Motor zum Zeitpunkt der Einsprit-
zung möglichst nah kamen, wobei jedoch die Betriebsgrenzen der Einspritzkam-
mer beachtet werden mussten. Die Messungen wurden bei einer Temperatur von
380 °C und einem Kammerdruck von 5 bar durchgeführt. Die Ansteuerdauer von
760 µs wurde gemäß den Einstellungen im Motorbetrieb gewählt.
Zur Bestimmung der Strahleindringtiefenwurde dasMie-Streulicht-Verfahren (sie-






























(b) Variationskoeffizient des ind. Mitteldrucks.
Abbildung 6.9: Kraftstoffvergleich: Einspritzzeitpunktvariation mit
TRF-Kraftstoff, Referenzwert mit EuroSuper.
77
6 Anwendungsbeispiele
Lichtschnitt beleuchtet. Injektor und Lichtschnitt wurden dabei so zueinander aus-
gerichtet, dass eine Strahlkeule des Sechslochinjektors in der Lichtschnittebene
lag. Da zur Aufnahme nur eine Einzelbildkamera zur Verfügung stand, mussten die
Einspritzverläufe aus Bildern unterschiedlicher Einspritzungen zusammengesetzt
werden. Dazu wurde die Einspritzung mit einer Schrittweite von 100 µs zeitlich
gerastert. Von jedem dieser Zeitpunkte wurden 30 Aufnahmen aus aufeinanderfol-
genden Einspritzungen gemacht, die anschließend gemittelt wurden. Die Mittel-
wertbilder wurden durch Abziehen eines Dunkelbildes korrigiert. Aus den korri-
gierten Bildernwurde dann durch Binarisierung anhand eines Schwellenwerts die
Ausbreitung der Flüssigphase extrahiert. Die daraus ermittelten Eindringtiefen
in den Bildern konnten anhand von Kalibrieraufnahmen in geometrische Längen
umgerechnet werden [Sch14].
Anpassung des Simulationsmodells
Für die Abbildung des Primärzerfalls in der Simulation wurde eine anfängliche
Tropfenverteilung vorgegeben. Diese basiert auf einer Verteilungsfunktion, die
an einem ähnlichen Mehrlochinjektor anhand von Phasen-Doppler-Anemometrie-
Messungen ermittelt wurde [Nau05]. Die tatsächlich verwendete Verteilung ergab
sich aus einer Skalierung dieser gemessenen Verteilung. Als Parameter für den
Abgleich des Strahlmodells mit den experimentellen Daten wurden der Sauter-
durchmesser der skalierten Verteilung sowie der Strahlöffnungswinkel am Düsen-
austritt verwendet. Abbildung 6.10 zeigt einen Vergleich der Strahleindringtiefen
aus Experiment und Simulation für die ausgewählte Parameterkombination, bei
der Strahlform und Eindringtiefe bestmöglich übereinstimmen.
Validierung des Simulationsmodells am Motor
Zusätzlich zur Kalibrierung des Einspritzmodells anhand der Druckkammerauf-
nahmen wurden die Strahlausbreitung im Motor untersucht. Für die Messungen
wurde das Licht einer Blitzlampe über eine Lichtleitersonde in den einlassseiti-
gen Endoskopzugang eingekoppelt. Die Detektion erfolgte ebenfalls endoskopisch
durch den optischen Zugang auf der Kettenseite (siehe Abbildung 3.1). Abbildung
6.11 zeigt einen Vergleich der Strahlbilder in Experiment und Simulation. Die An-
sicht des Simulationsmodells wurde entsprechend der Orientierung des Beob-
achtungszugangs am Versuchsmotor gewählt. Die Zeitreihen zeigen jeweils die
sich entwickelnden Einspritzstrahlen kurz nach Einspritzbeginn (335 °KWv. ZOT),
das entwickelte Spray (330 °KWv. ZOT) und den Zusammenbruch des Sprays nach
Einspritzende (325 °KWv. ZOT).
Der Vergleich der Bilder zeigt, dass sowohl die Sprayform als auch die Eindringtie-
fen in der Simulation realistisch wiedergegeben werden. Sowohl in der Messung
als auch in der Simulation kommt es zu einem leichtenKontakt der Strahlendenmit
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Abbildung 6.10: Vergleich der Strahleindringtiefen in Messung und Si-
mulation. Einspritzung in die Druckkammer bei einem
Gegendruck von 5 bar und einer Kammertemperatur
von 380 °C.
der Kolbenoberfläche. Auch die schnelle Verdampfung des eingespritzten Kraft-
stoffs wird in der Simulation plausibel nachgebildet. Der Zeitpunkt, ab dem kein
flüssiger Kraftstoff mehr zu erkennen ist, stimmt in Simulation und Messung gut
überein.
6.2.4 Untersuchung der Zündortverteilung
Die richtige Berechnung der Selbstzündorte ist ein wichtiger Indikator für die
Qualität von Simulationsmodellen für die HCCI-Verbrennung. Da Zeitpunkt und
Position der Selbstzündung sowohl von der Gemischbildung als auch von der
Reaktionskinetik abhängen, müssen beide realitätsnahe Ergebnisse liefern, damit
die Zündung richtig simuliert werden kann.
Zur optischen Bestimmung der bevorzugten Selbstzündorte wurde das in Ab-
schnitt 3.2.2 beschriebene Hochgeschwindigkeitskamerasystem auf Basis von Pho-
tomultipliertechnologie eingesetzt. Die Anordnung der Endoskopzugänge im Zy-
linderkopf ist in Abbildung 3.1 zu erkennen. Für die Messungen wurden zwei syn-
chronisierte Kameras eingesetzt. Auf die Verwendung der dritten Kamera wurde
verzichtet, da der einlassseitige Endoskopzugang aufgrund der geometrischen
Gegebenheiten im Zylinderkopf einen deutlich eingeschränkten Sichtbereich auf-
weist, insbesondere bei Kolbenstellungen in der Nähe des oberen Totpunkts. Die
Verwendung einer Kamera in diesem Zugang hätte zu erheblichen Schwierigkeiten
bei der Berechnung der Selbstzündorte geführt, da der Ort der ersten Zündungmit
hoher Wahrscheinlichkeit außerhalb des Sichtfelds der Kamera gelegen hätte.
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Abbildung 6.11: Vergleich der Strahlbilder in Messung (links) und
Simulation (rechts). Dargestellte Zeitpunkte (von
oben nach unten): 335 °KWv. ZOT, 330 °KWv. ZOT und
325 °KWv. ZOT.
Abbildung 6.12 zeigt die räumliche Verteilung der Zündorte, die sich bei der Aus-
wertung der Bilddaten nach der in Abschnitt 3.2.2 beschriebenen Methode ergibt.
Dazu wurden Bilddaten von etwa 150 Motorzyklen gespeichert. Für jeden dieser
Zyklen wurde der Zeitpunkt der ersten Lichtemission in beiden Kamerabildern
identifiziert. Aus der Lage der Zündorte im Bild konnte jeweils eine Zündortgerade
für jede Kamera berechnet werden. Für jeden Zyklus wurde daraus der Punkt im
Raummit minimalem Abstand zu beiden Geraden bestimmt. Für die Darstellung
in den Abbildungenwurden die 100 Zyklenmit der geringsten Unschärfe, das heißt
mit dem geringsten Abstand zwischen beiden Geraden ausgewählt.
Es fällt auf, dass einige der berechneten Zündorte unterhalb der Kolbenoberflä-
che liegen. Die Kolbenstellung in den hinterlegten Brennraummasken entspricht
der am oberen Totpunkt der Kolbenbewegung. Da die Selbstzündung in allen
Fällen sehr nah am oberen Totpunkt auftrat und die Kolbenwegfunktion in die-
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sem Bereich sehr flach verläuft, Änderungen der Kurbelstellung also nur kleine
Positionsänderungen des Kolbens bewirken, ist davon auszugehen, dass diese Kol-
benstellung die wahren Verhältnisse annähernd richtig wiedergibt. Die Ursache
für die fehlerhafte Lage der berechneten Zündorte ist daher in Ungenauigkeiten
in der Ausrichtung der Endoskope oder in der Auswertung zu suchen. Einerseits
kann es zu Winkelfehlern in vertikaler Richtung kommen, wenn die Endoskop-
spitze nicht exakt im optischen Zugang zentriert ist. Andererseits ist aber auch
die Detektion der ersten Lichtemission während der Auswertung fehlerbehaftet.
Gleichwohl kann eine signifikante Häufung der berechneten Zündorte in einem
relativ kleinen Brennraumbereich festgestellt werden. Dieser ist von der Brenn-
raummitte aus zur Einlassseite hin verschoben. Ein zeitlicher Trend in der Lage
der Zündorte im Verlauf der Messreihe konnte nicht festgestellt werden.
Abbildung 6.13 zeigt den berechneten Zündbereich aus der 3D-CFD-Simulation,
dargestellt als Isofläche der Fortschrittsvariable. Der Vergleich mit der experi-
mentell ermittelten Verteilung zeigt eine recht gute Übereinstimmung. Auch in
der Simulation liegt der Zündbereich nur knapp oberhalb der Kolbenoberfläche,
außermittig unterhalb der Einlassventile.
6.3 Vorentflammung
Eine weitere Form der Selbstzündung in Ottomotoren stellt die Vorentflammung
dar (siehe Abschnitt 2.3.3). Da dieses Phänomen mit der zunehmenden Verbrei-
tung von aufgeladenenDownsizing-Motoren immer stärker anBedeutung gewinnt,
steigt auch die Nachfrage nach Erklärungsansätzen, die helfen können, Maßnah-
men zur Vermeidung der Vorentflammung zu definieren.
Da zu Beginn der Arbeiten nur sehr wenig Literatur zu diesem Phänomen verfüg-
bar war [Hof08; Zah08], wurden zunächst experimentelle Untersuchungen über
die Charakteristik des Auftretens und des Ablaufs von Vorentflammung durchge-
führt, um dann mit Hilfe von Parametervariationen mögliche Ursachen zu identifi-
zieren.
6.3.1 Experimentelle Untersuchungen
Für die experimentellen Untersuchungen zur Vorentflammung wurde der in Ab-
schnitt 3.1.2 beschriebene Motor verwendet. Die vorgestellten Ergebnisse sowie
deren Bewertung wurden in einem Forschungsprojekt in Zusammenarbeit mit
















Vorentflammung tritt generell sehr selten auf. Während der Messungen im Rah-
men dieser Arbeit konnten als langfristiger Mittelwert nur etwa vier Vorentflam-
mungen pro 10 000 Zyklen1 und Zylinder beobachtet werden, obwohl der Motor
gezielt unter Bedingungen betrieben wurde, die das Auftreten von Vorentflam-
mung begünstigen sollten. Das Phänomen tritt stochastisch verteilt auf und kann
auch anhand der Signale der am Prüfstand zur Verfügung stehenden Messtech-
nik wie Druckindizierung an Ein- und Auslasskanal sowie im Brennraum nicht
zuverlässig vorausgesagt werden.
Bemerkenswert an der Charakteristik des Auftretens von Vorentflammung ist je-
doch, dass das Phänomen häufig in kleinen Gruppen von mehreren Ereignissen
auftritt. Unterbrochenwerden diese Serien in der Regel durch Zyklenmit regulärer
Verbrennung. Ein Beipiel für eine derartige intermittierende Vorentflammungsse-









Abbildung 6.14: Typisches Auftreten von Vorentflammung in Form ei-
ner intermittierenden Serie [Dah10b].
rie ist in Abbildung 6.14 zu sehen. Dargestellt ist der Zylinderdruckverlauf für elf
aufeinanderfolgende Motorzyklen. Die Zyklen mit Vorentflammung sind deutlich
an den Spitzendrücken von über 100 bar zu erkennen.
Die Diagramme in Abbildung 6.15 unterstreichen die Bedeutung des Phänomens
der Vorentflammungsserien: Das linke Diagramm zeigt ein Histogramm der Häu-
figkeit von Vorentflammungsserien unterschiedlicher Länge. Zwar enthalten die
meisten Gruppen nur eine einzige Vorentflammung, wenn jedoch anstatt der An-
zahl der Serien die Anzahl der darin enthaltenen Vorentflammungen betrachtet
wird, so wird deutlich, dass über 75% der Vorentflammungen in Gruppen von
1Alle Zyklusangaben im folgenden Abschnitt beziehen sich auf einen Zylinder, d. h. beim Vierzylinder-
motor wird jede Umdrehung der Kurbelwelle als zwei Zyklen gezählt.
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Abbildung 6.15: Vorentflammungsserien: Länge der Serien (links) und
Länge der Pausen (rechts) [Dah10b].
mindestens zwei auftraten. Das rechte Diagramm zeigt eine Auswertung der Regel-
mäßigkeit der beobachteten Vorentflammungsserien in Form eines Histogramms,
das die Häufigkeit von Pausen unterschiedlicher Länge innerhalb der Serien an-
gibt. Es ist deutlich zu erkennen, dass die meisten Pausen eine Länge von einem
Zyklus haben. Etwa halb so häufig folgen zwei Vorentflammungen unmittelbar
aufeinander, längere Pausen sind sehr selten.
Ablauf
Der Ablauf von Vorentflammungen wurde sowohl anhand von thermodynami-
schen Untersuchungen als auch mit Hilfe optischer Messtechnik untersucht. Zu
diesem Zweck kam das in Abschnitt 3.2.2 beschriebene Hochgeschwindigkeitska-
merasystemzumEinsatz. Der eingebauteRingspeicher ermöglicht eine Triggerung
auf Vorentflammungsereignisse imoptisch zugänglichen Zylinder, so dass trotz des
seltenen Auftretens von Vorentflammung eine große Anzahl von Ereignissen auf-
gezeichnet werden konnte. Für die optischen Untersuchungen wurde der rechte
stirnseitige Endoskopzugang verwendet (siehe Abbildung 3.2).
In Abbildung 6.16 ist eine Bilderreihe dargestellt, die den typischen Ablauf ei-
ner Vorentflammung zeigt. Bereits etwa 20 °KW vor dem Zeitpunkt der Funken-
zündung ist links von der Zündkerze ein Zündherd zu erkennen. Ausgehend von
diesem breitet sich eine Flamme aus, die innerhalb von kurzer Zeit nahezu das
gesamte Sichtfeld des Endoskops einnimmt.
Auf Basis der Kameraaufnahmen konnte außerdem die Verteilung der Orte be-
stimmt werden, an denen in Zyklen mit Vorentflammung Selbstzündung auftrat.
Abbildung 6.17 zeigt jeden Zündort als schwarzes Kreuz im Sichtfeld des Endo-
skops. Zur besseren Orientierung sind im Hintergrund die sichtbaren Brennraum-
konturen eingezeichnet. Es ist deutlich zu erkennen, dass die Zündorte über einen
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14 °KWv. ZOT 12 °KWv. ZOT 10 °KWv. ZOT
8 °KWv. ZOT 6 °KWv. ZOT 4 °KWv. ZOT
Abbildung 6.16: OptischeAufnahmender Flammenausbreitung bei Vor-






























Abbildung 6.18: Reguläre Verbrennung und Vorentflammung: Druck-
verläufe (links) und Druckänderungsraten (rechts)
[Dah10b].
großen Brennraumbereich verteilt sind. Eine Häufung an einzelnen Komponenten,
wie sie beispielsweise bei Glühzündung zu erwartenwäre, konnte nicht festgestellt
werden. Ebenso war innerhalb der oben beschriebenen Vorentflammungsserien
zwischen den Orten der Selbstzündung keine Regelmäßigkeit erkennbar.
Aus der Auswertung der aufgezeichneten Flammenstrahlung können Rückschlüs-
se über die Geschwindigkeit der Flammenausbreitung vor Einsetzen des Klopfens
gezogen werden. Quantitative Aussagen sind zwar nicht möglich, da der Abstand
der Flamme von der Endoskopoptik nicht bekannt ist, jedoch zeigen Vergleiche
mit der Flammenausbreitung nach Funkenzündung keine wesentlichen Geschwin-
digkeitsunterschiede. Die Flammenausbreitung in der ersten Phase der Vorent-
flammung kann somit als Deflagration charakterisiert werden. Gestützt wird diese
Aussage auch durch die Auswertung von aufgezeichneten Druckverläufen. Abbil-
dung 6.18 zeigt beispielhaft die Druckverläufe und daraus berechneten Druckän-
derungsraten je eines Zyklus mit regulärer Verbrennung und Vorentflammung.
Es ist deutlich sichtbar, dass die maximal erreichten Druckänderungsraten sich
nicht wesentlich unterscheiden. Dies ist ein weiterer Hinweis darauf, dass die
Verbrennung in der ersten Phase der Vorentflammung deflagrativ abläuft. Erst in
der zweiten Phase geht die Verbrennung in starkes Klopfen über.
Ursachen
Zu Beginn der Untersuchungen wurde eine systematische Analyse der möglichen
Ursachen für Vorentflammung durchgeführt. Die Baumstruktur der identifizierten
Mechanismen ist in Abbildung 6.19 dargestellt.
Zur Bewertung der in Frage kommenden Mechanismen wurden neben numeri-
schen Grundlagenuntersuchungen zur Selbstzündung in der Gasphase und an



































Abbildung 6.19:Mögliche Ursachen für Vorentflammung [Dah10b].
Temperaturvariation In einer ersten Versuchsreihe wurden die Temperaturen
von Ladeluft und Kühlwasser unabhängig voneinander variiert. Die Kühlwasser-
temperatur 𝑇KW wurde – ausgehend vom Ausgangswert von 85 °C – auf 75 °C
abgesenkt und auf 95 °C erhöht. Die Werte beziehen sich jeweils auf die Tempe-
raturmessstelle am Kühlwasseraustritt aus dem Motor. Gleichzeitig wurde die
Ladelufttemperatur 𝑇L, die für die übrigen Messungen auf 20 °C eingestellt war,
auf 13 °C und 30 °C geändert.
Der Parameterbereich für die Variation wurde bewusst relativ klein gehalten, um
sicherzustellen, dass zwischen den Messpunkten vergleichbare Betriebsbedingun-
gen – etwa im Hinblick auf die Klopfgrenze oder die Zylinderfüllung – herrschen.
So konnte zwischen den Messpunkten Zündwinkel, Last und Luft-Kraftstoff-Ver-
hältnis konstant gehaltenwerden. Die Lastwurdewährend der Variationsmessung
durch Anpassung des Ladedrucks mit Hilfe des Wastegates eingestellt.
Der Einfluss der Temperaturänderung auf die Häufigkeit der Vorentflammung ist
in Abbildung 6.20 dargestellt. Den Ergebnissen liegt eine Datenbasis von etwa
400 000 Zyklen pro eingezeichnetem Messpunkt zugrunde. Es ist deutlich zu er-
kennen, dass die Kühlwassertemperatur einen großen Einfluss auf das Auftreten
von Vorentflammung hat. Bei Steigerung der Temperatur nahm im untersuchten
Wertebereich die Vorentflammungshäufigkeit um etwa 50% ab. In Bezug auf den
Einfluss der Ladelufttemperatur konnte während der Messungen kein einheitli-
cher Trend beobachtet werden.
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Abbildung 6.20: Abhängigkeit der Vorentflammungshäufigkeit von
Kühlwasser- und Ladelufttemperatur [Dah10b].
Kraftstoffvariation Um den Einfluss des verwendeten Kraftstoffs auf die Vorent-
flammungshäufigkeit zu untersuchen, wurden Kraftstoffe mit unterschiedlichen
Oktanzahlen eingesetzt. Neben dem sonst verwendeten Kraftstoff mit Oktanzahl
ROZ 98 wurden handelsübliche Kraftstoffe mit den Oktanzahlen ROZ 95 und ROZ
100 in Tankstellenqualität verwendet. Außerdem kam ein Kraftstoff mit ROZ 100
zum Einsatz, der zuvor bereits mehrere Jahre gelagert worden war. Abweichend
zu den übrigen Untersuchungenwurde der Zündzeitpunkt während der Kraftstoff-
variation an die Klopfgrenze des Kraftstoffs mit Oktanzahl ROZ 95 angepasst, so
dass alle Messungen im klopffreien Betrieb durchgeführt werden konnten. Die Er-
gebnisse der Kraftstoffvariation sind in Abbildung 6.21 dargestellt. Auch während
der Kraftstoffvariation wurden für jeden Kraftstoff etwa 400 000 Zyklen ausge-
wertet. Es ist deutlich zu erkennen, dass der verwendete Kraftstoff einen großen
Einfluss auf die Vorentflammungshäufigkeit hat. Bei den aktuellen Kraftstoffen
scheint sich zunächst der Trend zu zeigen, dass bei zunehmender Oktanzahl die
Häufigkeit abnimmt. Der gelagerte Kraftstoff mit ROZ 100 widerspricht mit seiner
hohen Vorentflammungsneigung diesem Trend jedoch deutlich.
Bewertung
Die zuvor identifizierten möglichen Ursachen für Vorentflammung (siehe Abbil-
dung 6.19) wurden anhand der beschriebenen experimentellen Befunde bewertet.
Neben der Charakteristik des Auftretens und den Ergebnissen der Temperatur-
und Kraftstoffvariationen wurden für die Bewertung grundlegende Simulationen
zum Zündverhalten von Gasmischungen, Tropfen und Partikeln herangezogen, die
am Institut für Technische Thermodynamik durchgeführtwurden [Dah10b;Mag09;
Mag11]. Auf diese Weise konnten einige Ursachen ausgeschlossen werden, andere
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Abbildung 6.21: Abhängigkeit der Vorentflammungshäufigkeit vom
verwendeten Kraftstoff [Dah10b].
wurden als unwahrscheinlich eingestuft. Abbildung 6.22 zeigt die Ergebnisse der
Analyse.
Insgesamt wurde ein Mechanismus als wahrscheinlichste Ursache für die beob-
achteten Vorentflammungen identifiziert, bei dem Öl aus dem Feuerstegbereich
in den Brennraum gelangt und dort Selbstzündung auslöst [Dah10b]. Abbildung
6.23 zeigt eine schematische Darstellung des Vorgangs. Kurz vor Erreichen des
oberen Totpunkts wirken Trägheitskräfte auf das von der Wand abgestreifte Öl
im Feuerstegbereich, die zur Ablösung von Tropfen führen können [Ran74]. Die
entscheidenden Einflussgrößen hierfür sind Viskosität und Oberflächenspannung
des Ölfilms. Beide können durch stärkere Verdünnung mit Kraftstoff reduziert
werden, was die Wahrscheinlichkeit für eine Tropfenablösung erhöht.
Im verwendeten Versuchsmotor gelangt aufgrund des seitlich angeordneten Drall-
injektors eine große Menge flüssigen Kraftstoffs an die dem Injektor gegenüber
liegende Wand. Der vorgeschlagene Mechanismus basiert auf der Annahme, dass
dieser Kraftstoff den Ölfilm an der Zylinderwand abhängig von den Umgebungs-
bedingungen unterschiedlich stark verdünnt und und somit mehr oder weniger
Vorentflammungen verursacht.
Die Ergebnisse der Temperatur- und Kraftstoffvariationen lassen sich mit Hilfe
eines einfachen Modells für die Kraftstoffverdünnung mit dem beschriebenen Me-
chanismus in Einklang bringen. Dazu wird angenommen, dass die Menge an Kraft-
stoff, die in flüssiger Form an der Zylinderwand verbleibt und so zur Ölverdünnung
beiträgt, von der Temperatur des Ölfilms auf der Wand abhängt. Die Öltemperatur
wird dazu mit der Siedelinie des verwendeten Kraftstoffs in Beziehung gesetzt. Je



































































Abbildung 6.24: Siedelinien der verwendeten Kraftstoffe: Vergleich al-
ler Kraftstoffe [Dah10b].
peratur ist, um so geringer die resultierende Ölverdünnung. Abbildung 6.24 zeigt
einen Überblick über die Siedelinien aller verwendeten Kraftstoffe.
Bei den Untersuchungen mit der Standardkühlwassertemperatur von 85 °C be-
trug die Temperatur des Motoröls in der Ölwanne etwa 100 °C. Die Temperatur
des Ölfilms an der Zylinderwand kann unter diesen Bedingungen auf etwa 120 °C
bis 130 °C geschätzt werden. Es kann außerdem angenommen werden, dass sich
Änderungen der Kühlwassertemperatur in vergleichbarer Größe auch in der Öl-
filmtemperatur niederschlagen [Yil04].
Diese Abschätzung kann herangezogen werden, um den vorgeschlagenen Mecha-
nismus hinsichtlich der Ergebnisse der Temperaturvariation zu bewerten. Abbil-
dung 6.25 zeigt beispielhaft anhand der Siedelinie des ROZ 98-Kraftstoffs, wie sich
eine Erhöhung der Temperatur auf den Anteil an unverdampftem Kraftstoff aus-
wirkt: Bei einer Temperaturerhöhung um 20 °C vergrößert sich im betrachteten
Temperaturbereich der verdampfte Kraftstoffanteil um etwa 14 Vol.-%, was einer
Abnahme der flüssigen Kraftstoffmenge um 43% entspricht. Gemäß dem verein-
fachten Modell für die Ölverdünnung kann daher angenommen werden, dass die
Ölverdünnung bei höherer Kühlwasser- und damit auch Öltemperatur erheblich
geringer ausfällt. Dies steht in gutem Einklang mit der beobachteten Abnahme der
Vorentflammungshäufigkeit mit steigender Kühlwassertemperatur und bestätigt
somit den vorgeschlagenen Mechanismus.
Ähnliche Überlegungen können auch zur Interpretation der Ergebnisse der Kraft-
stoffvariation angestellt werden. Betrachtet man die Siedeverläufe im Bereich der
Öltemperatur, also von 120 °C bis 130 °C, so fällt auf, dass der Anteil an unverdampf-
tem Kraftstoff bei der entsprechenden Temperatur sehr gut mit der Vorentflam-
mungshäufigkeit korreliert. Abbildung 6.26 verdeutlicht diesen Zusammenhang.
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Abbildung 6.25: Einfluss der Öltemperatur auf die Ölverdünnung am
Beispiel des ROZ 98-Kraftstoffs [Dah10b].
𝑇Öl





















Der gealterte ROZ 100-Kraftstoff, der einen deutlich höheren Siedeverlauf als die
anderen Kraftstoffe aufweist, hat auch eine erheblich höhere Vorentflammungs-
neigung. Die Kraftstoffe mit ROZ 95 und ROZ 98 mit ihren annähernd identischen
Siedeverläufen liegen auch hinsichtlich der Vorentflammungshäufigkeit auf ver-
gleichbarem Niveau. Auch der aktuelle ROZ 100-Kraftstoff mit seinem flachen
Siedeverlauf bestätigt den Trend. Es kann somit festgestellt werden, dass auch
die Ergebnisse der Kraftstoffvariation mit der Vorstellung vereinbar sind, dass
erhöhte Ölverdünnung die Neigung zur Tropfenablösung steigert, die wiederum
Selbstzündung auslösen kann.
Seit der Veröffentlichung dieser Ergebnisse haben zahlreiche weitere Forscher-
gruppen Beiträge zum Thema Vorentflammung publiziert. Diese bestätigen die
Befunde zum Ablauf der Vorentflammung und zum Auftreten in Form von Se-
rien [Zac10b; Ama11a; Ama11b]. Auch die Vermutung, dass der Siedeverlauf des
Kraftstoffs entscheidenden Einfluss auf die Vorentflammungsneigung hat, wird
von mehreren Autoren bestätigt [Zah11; Pal13a; Cha14]. Einige Veröffentlichungen
kommen zu ähnlichen Schlussfolgerungen über die Wechselwirkung von Kraft-
stoffsprayundÖlfilmalsUrsache fürVorentflammung [Rot10; Zac10a; Zah11; Ama12;
Pal13a;Wel14; Din14]. Eswird jedoch auch deutlich, dass bei anderenMotoren auch
andere Mechanismen dominieren können. So wird von Fällen berichtet, in denen
die Vorentflammungsorte lokal konzentriert auftreten [Spi12], wasmit der Theorie
der Öltröpfchen nicht vereinbar ist.
Neuere Forschungsergebnisse deuten darauf hin, dass auch feste Partikel – etwa
Rußteilchen oder abgelöste Brennraumablagerungen – Vorentflammung auslösen
können [Oka14]. Dieser Mechanismus scheint insbesondere zur Erklärung des Auf-
tretens von Vorentflammung in Form von Serien von Bedeutung zu sein. Palaveev
et al. [Pal13b] beschreiben ein Verfahren,mit dem sich durch frühe Funkenzündung
Vorentflammungsserien auslösen lassen. Die Schlussfolgerung der Autoren, dass
heiße Partikel die späteren Vorentflammungen der Serien auslösen, deckt sich
mit Ergebnissen von Schünemann et al. [Sch13] und Okada et al. [Oka14], die eben-
falls von der Flamme aufgeheizte Partikel für das Auftreten von Vorentflammung
verantwortlich machen.
Einen Hinweis auf eine mögliche Verknüpfung der Mechanismen liefert eine Pu-
blikation von Döhler et al. [Döh13]. Darin wird beschrieben, dass Öltropfen, die
aus dem Feuersteg in den Brennraum gelangen, nicht unmittelbar zur Vorent-
flammung führen, sondern in der regulären Flamme unter Bildung von heißen
Partikeln verbrennen, die dann im folgenden Zyklus Selbstzündung auslösen.
Möglicherweise werden die ersten Vorentflammungen einer Serie durch abgelös-
te Öltropfen oder durch die daraus entstandenen Partikel ausgelöst. Dies würde
die starke Abhängigkeit der Vorentflammungshäufigkeit von Faktoren, die die
Wechselwirkung zwischen Kraftstoffspray und Ölfilm beeinflussen, erklären. Die
folgenden Vorentflammungen innerhalb der Serien könnten dann entweder von
Brennraumablagerungen [Sch13] oder von Öltropfen [Din14], die infolge des star-
94
6.3 Vorentflammung
ken Klopfens von der Wand bzw. aus dem Feuersteg gelöst wurden, verursacht
werden.
6.3.2 Simulation
Bei der Vorentflammung handelt es sich um ein seltenes, stochastisch auftretendes
Phänomen, das zudem offenkundig von noch unbekannten Störungen wie Öltrop-
fen, Partikeln oder Ähnlichemausgelöstwird. ImGegensatz zurHCCI-Verbrennung
mit ihren niedrigen Zyklenschwankungen und der damit einhergehenden hohen
Reproduzierbarkeit der Ergebnisse kann die Selbstzündung in diesem Fall da-
her nicht mit mittelwertbasierten Verfahren im Rahmen einer 3D-CFD-Simulation
berechnet werden.
Trotzdem leistet auch die numerische Simulation einen wertvollen Beitrag zur
Entschlüsselung des Phänomens der Vorentflammung. Einerseits können Simula-
tionen von grundlegenden Vorgängen wie der homogenen Selbstzündung unter-
schiedlicher Stoffe unter verschiedenen Randbedingungen Informationen liefern,
anhandderer sich einzelneMechanismenausschließen lassen. Andererseits liefern
aber auch 3D-CFD-Simulationen Einblicke in Details des Motorprozesses, anhand
derer die Ergebnisse aus dem Versuch besser interpretiert werden können.
Simulation der Gemischbildung
Als Beispiel für den Beitrag der CFD-Simulation zur Interpretation von Versuchs-
ergebnissen kann die Simulation der Gemischbildung genannt werden. Abbil-
dung 6.27 zeigt die Ergebnisse einer Variation des Einspritzbeginns bei identi-
schen Randbedingungen. Links ist die Verteilung der flüssigen Kraftstofftropfen
im Brennraum am Einspritzende bei früher Einspritzung (310 °KWv. ZOT) darge-
stellt, rechts bei später Einspritzung (270 °KWv. ZOT). Es ist deutlich zu erkennen,
dass derKraftstoffstrahl bei früher Einspritzung hauptsächlich denKolbenbenetzt,
während er bei später Einspritzung großflächig auf die dem Injektor gegenüber-
liegende Brennraumwand trifft.
Im Prüfstandsversuch wurde bei der späten Einspritzung eine deutlich höhere
Vorentflammungshäufigkeit festgestellt. Angesichts der Simulationsergebnisse
kann vermutet werden, dass eine erhöhte Ölverdünnung aufgrund der stärkeren
Wandbenetzung für diesen Anstieg der Vorentflammungsneigung verantwortlich
ist.
Aus den experimentellen Untersuchungen liegen keine quantitativen Daten für die
unterschiedliche Vorentflammungshäufigkeit vor, da die Versuche in einer frühen
Phase des Forschungsprojektes durchgeführt wurden, in der die modifizierten
Nockenwellen (siehe Abschnitt 3.1.2) noch nicht zur Verfügung standen. Die ermit-
telten Vorentflammungshäufigkeitenwaren insgesamt deutlich niedriger als die in
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Abbildung 6.27: Verteilung der Kraftstofftropfen bei Einspritzende.
Einspritzbeginn früh (310 °KWv. ZOT, links) und spät
(270 °KWv. ZOT, rechts).
den bisher beschriebenen Untersuchungen und können aufgrund der unterschied-
lichen Motorkonfiguration nicht direkt mit diesen verglichen werden. Ähnliche
Resultate konnten aber in späteren Untersuchungen auch für den Betrieb des-
selben Motors mit einemMehrlochinjektor erzielt werden. Auch hier korrelierte
die in der Simulation ermittelte Wandbenetzung innerhalb einer Einspritzbeginn-
Variation sehr gut mit der im Experiment ermittelten Vorentflammungshäufig-
keit [Pal13a].
Quantifizierung der Zündwilligkeit
Die Simulation kann dazu beitragen, eine Datengrundlage für allgemeine Überle-
gungen zu schaffen. Da die Ursachen für Vorentflammung noch nicht abschließend
und allgemeingültig geklärt sind, soll in den folgenden Abschnitten der Versuch
unternommen werden, das Problem losgelöst von konkreten Auslösemechanis-
men zu behandeln. Zu diesem Zweck wird zunächst eine Formulierung vorgestellt,
die es erlaubt, die Vorentflammung auf anschauliche Weise in den Kontext der
bekannten Verbrennungsanomalien einzuordnen.
Konzept der Ignition Delay Fraction Zur Untersuchung von Selbstzündprozessen
in Motoren ist die Quantifizierung des Zündverhaltens zwingend erforderlich. Zu
diesem Zweck wird häufig die Zündverzugszeit des verwendeten Kraftstoffs oder
eines Ersatzstoffs mit definierter Zusammensetzung in Abhängigkeit von den Um-
gebungsbedingungen ermittelt. Sowohl bei der experimentellen Bestimmung als
auch bei der Berechnung dieser Zündverzugszeiten werden in der Regel konstante
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Bedingungen zugrunde gelegt. Für Selbstzündung im Motor ist eine derartige Be-
trachtung jedoch nicht aussagekräftig, da die resultierenden Zündverzugszeiten
für die während eines Motorzyklus auftretenden Druck- und Temperaturbedin-
gungen innerhalb von kurzer Zeit mehrere Größenordnungen durchlaufen.
Bei der Berechnung des Zeitpunkts der Selbstzündung bei Motorklopfenwird dem
starken Einfluss der Temperatur-Druck-Historie auf das Zündverhalten häufig








Der Wert des Integrals beschreibt zu jedem Zeitpunkt 𝑡 den Reaktionsfortschritt
in Abhängigkeit von den aktuellen Bedingungen im unverbrannten Gemisch. Als
Basis dienen Zündverzugszeiten 𝜏 für konstante Bedingungen, die für alle durch-
laufenen Kombinationen aus Druck und Temperatur ermittelt werden müssen.
Zur Untersuchung von Vorentflammung ist das Livengood-Wu-Integral allerdings
nur bedingt geeignet. Aus dermathematischen Form der Definition folgt zwingend
ein streng monoton zunehmender Verlauf des Integralwerts, da die eingesetzten
Zündverzugszeiten stets positiveWerte haben. Bei der Betrachtung von Saugmoto-
ren ist dies anschaulich, da auch die Verläufe von Zylinderdruck und Temperatur
im relevanten Kurbelwinkelbereich monoton ansteigen. Ein grundlegend anderes
Verhalten ist bei aufgeladenen Motoren in Volllastbetriebspunkten zu beobachten:
Zur Vermeidung von Klopfen wird die Zündung bei diesen Motoren auf sehr späte
Zeitpunkte eingestellt, bei Volllast häufig deutlich nach dem oberen Totpunkt. Da-
durch entsteht in den Verläufen von Druck und Temperatur ein lokales Maximum
amoberen Totpunkt (siehe Abbildung 6.2). In der nachfolgenden Expansionsphase
vor Einsetzen der regulären Verbrennung sinkt die Temperatur im Gemisch ab,
was zu einer deutlichen Abnahme der Zündwilligkeit führt.
Da der Wert des Livengood-Wu-Integrals den Reaktionsfortschritt beschreibt,
flacht sich sein Verlauf deutlich ab, bleibt aber gemäß Definition streng mono-
ton ansteigend. Für die Betrachtung des Reaktionsfortschritts ist dies plausibel,
da die Vorreaktionen zur Zündung nicht rückwärts ablaufen, sondern eingefroren
werden. Allerdings lässt der Verlauf des Integralwerts keine Rückschlüsse dar-
über zu, wie weit sich der thermodynamische Zustand vomWiedereinsetzen der
Reaktionen entfernt hat.
Anschaulicher kann die Kritikalität der Zustände in Bezug auf Selbstzündung statt-
dessen anhand der Ignition Delay Fraction Γ [Dah10d; Dah11] dargestellt werden.
Diese ist definiert als der bereits verstrichene Anteil der Zeit, die unter Berück-







𝑝(𝑡 > 𝑡0) = 𝑝Zyl(𝑡0)
𝑝(𝑡 < 𝑡0) = 𝑝Zyl(𝑡)
𝜏int(𝑡0)





(a) Definition der Integralen Zündverzugszeit.
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(b) Verlauf der Integralen Zündverzugszeit.
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(c) Verlauf der Ignition Delay Fraction.
Abbildung 6.28: Definition der Ignition Delay Fraction [Dah11]. Aufge-
ladener Motor bei Volllast.
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Alle Zeiten werden auf die Schließzeit des Einlassventils bezogen, da das System
ab diesem Zeitpunkt als geschlossen betrachtet werden kann.
Zur Berechnung der Ignition Delay Fraction zu einembeliebigen Zeitpunkt 𝑡0muss
zunächst die integrale Zündverzugszeit 𝜏int(𝑡0) ermittelt werden. Dazu wird für
Zeiten 𝑡 < 𝑡0 die Temperatur-Druck-Historie am jeweiligen Ort angenommen, für
Zeiten 𝑡 > 𝑡0 derDruck𝑝 = 𝑝(𝑡0) = const.Für dieseKombination aus Temperatur-
und Druckverlauf wird dann mit Hilfe detaillierter Reaktionskinetik die verblei-
bende Zeit bis zur Selbstzündung berechnet. Die integrale Zündverzugszeit ist
definiert als die Zeitspanne vom Schließen der Einlassventile bis zum Einsetzen
der Zündung. Abbildung 6.28a verdeutlicht diese Definition. In einer ersten Nä-
herung wurden dabei der gemessene Zylinderdruck und die daraus mittels einer
zweizonigen Druckverlaufsanalyse berechnete Massenmitteltemperatur des noch
unverbrannten Gemischs als Temperatur-Druck-Historie angenommen.
Wenn die integrale Zündverzugszeit für jeden Zeitpunkt im Zyklus ausgewertet
wird, können die Ergebnisse über dem Kurbelwinkel 𝛼 aufgetragen werden. Eine
entsprechende Kurve für einen aufgeladenen Ottomotor ist in Abbildung 6.28b zu
sehen. Abbildung 6.28c zeigt den daraus gemäß Gleichung 6.3 berechneten Verlauf
der Ignition Delay Fraction. Im gezeigten Beispiel findet Selbstzündung statt, was
daran zu erkennen ist, dass die Kurve den Wert Γ = 1, 0 erreicht. Der Wert der
Integralen Zündverzugszeit ändert sich nach Auftreten der Selbstzündung nicht
mehr, daher ergibt sich für die Ignition Delay Fraction ein linearer Verlauf, dessen
Steigung durch die Motordrehzahl vorgegeben ist.
Abgrenzung der Verbrennungsanomalien Anhand des Verlaufs der Ignition Delay
Fraction lassen sich die unterschiedlichen Verbrennungsanomalien anschaulich
voneinander abgrenzen. Das Kriterium für diese Abgrenzung ist der Zeitpunkt,
zu dem Selbstzündung auftritt, das heißt zu dem die Ignition Delay Fraction den
Wert Γ = 1 erreicht. Der Zeitpunkt der Funkenzündung 𝛼Z bildet dabei die Grenze
zwischen Klopfen und Vorentflammung bzw. Glühzündung. Gemäß der Definition
des Klopfens (siehe Abschnitt 2.3.1) tritt dabei Selbstzündung im unverbrannten
Gemisch vor der regulären Flammenfront auf. Daher wird jede Selbstzündung
nach dem Zündzeitpunkt als Klopfen bezeichnet. Tritt die Selbstzündung bereits
vor dem Zündzeitpunkt auf, dann kann es sich entweder um Glühzündung oder
um Vorentflammung handeln. Die Unterscheidung zwischen beiden Phänome-
nen muss anhand des zeitlichen Ablaufs mehrerer aufeinanderfolgender Zyklen
beurteilt werden.
Abbildung 6.29 zeigt beispielhaft Verläufe der Ignition Delay Fraction für einen
Saugmotor und einen aufgeladenen Motor, jeweils bei Volllast. Es ist deutlich zu
erkennen, dass der Saugmotor zum Zeitpunkt der Zündung noch weit von der
Selbstzündung entfernt ist. Dies liegt einerseits daran, dass die Zündung bereits

























Abbildung 6.29: Verlauf der Zündwilligkeit für Saugmotoren (links)
und Turbomotoren (rechts).
Zündwilligkeit sich insgesamt auf einem niedrigen Niveau bewegt. Der Vergleich
der Werte am oberen Totpunkt zeigt, dass der Saugmotor weiter von der Selbst-
zündgrenze entfernt ist als der aufgeladene Motor, obwohl bei diesem die Ver-
brennung noch nicht eingesetzt hat. Das Auftreten von spontaner Selbstzündung
vor der elektrischen Funkenzündung, wie sie bei der Vorentflammung beobachtet
wird, ist beim Saugmotor daher nahezu ausgeschlossen.
Im Falle von Glühzündung kann zwar Selbstzündung zu derart frühen Zeitpunk-
ten auftreten, jedoch nicht spontan. Da die Glühzündung auf der Erwärmung von
Bauteiloberflächen beruht, weist das Phänomen ein charakteristisches Zeitver-
halten auf. In den ersten Zyklen einer sich anbahnenden Glühzündung steigt das
Niveau der Zündwilligkeit sukzessive an. Dies macht sich dadurch bemerkbar,
dass es zunächst zu immer stärkerem Klopfen und in der Folge zu immer früherer
Selbstzündung kommt (siehe Abschnitt 2.3.2). Der Verlauf der Ignition Delay Frac-
tion verschiebt sich somit über mehrere Zyklen hinweg nach oben, bis schließlich
Selbstzündung vor der Funkenzündung auftritt.
Einbindung in die CFD-Simulation Das Konzept der Ignition Delay Fraction lässt
sich anwenden, um die Zündwilligkeit im Brennraum räumlich und zeitlich aufge-
löst zu betrachten. Zu diesem Zweck wurde das in Kapitel 4 beschriebene Verbren-
nungsmodell um die Möglichkeit erweitert, in jedem Zeitschritt für jede Zelle des
CFD-Rechengebiets die Ignition Delay Fraction zu berechnen. Dazu musste die Ta-
bellierung der Reaktionskinetik um eine Ausgabegröße erweitert werden. Da die
Tabellenerstellung auf der Vorausberechnung von Zündverläufen bei konstantem
Druck beruht, kann in dieser Phase mit geringem Aufwand für jeden Tabellen-
punkt eine Restzeit bis zur Selbstzündung ermittelt und als Ausgabegrößen in der
Tabelle gespeichert werden.
Die Berechnung der Ignition Delay Fraction aus diesen Werten erfolgt dann zur
Laufzeit im CFD-Code. Dabei wird ausgenutzt, dass in der Simulation der Einfluss
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Abbildung 6.30: Verlauf der Zündwilligkeit für Direkteinspritzung.
der gesamten bisherigen Temperatur-Druck-Historie auf den aktuellen Reaktions-
fortschritt in den Koordinaten des reduzierten Zustandsvektors enthalten ist. Die
Integrale Zündverzugszeit kann daher einfach durch Summation der verstrichenen
Zeit und der tabellierten Restzeit bis zur Selbstzündung berechnet werden.
Anwendung auf Vorentflammung Die Berechnung der lokalen Ignition Delay Frac-
tion kann genutzt werden, um Aussagen über das Auftreten von Vorentflammung
zu treffen. Dazu ist es erforderlich, das Phänomen auf einer abstrakteren Ebene
zu betrachten. Wie die Analyse der Zündwilligkeit zeigt, können die Zustände im
Brennraum, die unter Berücksichtigung von Ladungswechsel und Gemischbildung
ermittelt wurden, nicht zur Selbstzündung in der Gasphase führen. Neben den
bekannten Mechanismen müssen demnach in einzelnen Zyklen Effekte auftreten,
die bisher in der Simulation nicht berücksichtigt werden können. Sowohl die im
Rahmen dieser Arbeit durchgeführten experimentellen Untersuchungen als auch
Veröffentlichungen von anderen Forschergruppen legen nahe, dass es sich um Vor-
gänge in Wandnähe handelt, die stark mit der Interaktion des Kraftstoffsprays mit
dem Ölfilm an der Zylinderwand verknüpft sind. Ob die Vorentflammung aber von
flüssigen Tropfen, von festen Partikeln aus Brennraumablagerungen oder durch
einen anderen Mechanismus ausgelöst wird, ist weiterhin nicht geklärt.
Alle in Frage kommenden Auslösemechanismen können als Störungen interpre-
tiert werden, die die Zündwilligkeit lokal stark herabsetzen. Anhand der Ignition
Delay Fraction lässt sich die Größe einer Störung abschätzen, die zum Auslösen
einer Vorentflammung nötig ist. Abbildung 6.30 zeigt zur Veranschaulichung Igniti-
on Delay Fraction-Verläufe, die sich aus der statistischen Auswertung der Verläufe
aller Zellen in der CFD-Simulation ergeben. Dargestellt sind der Medianverlauf
und der 95%-Quantil-Verlauf für diemassengewichtete IgnitionDelay Fraction (es
haben also 50% bzw. 95% der Masse an unverbranntem Gemisch im Brennraum
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eine kleinere Ignition Delay Fraction) sowie der Maximalwert aus allen Zellen.
Die Minima der Streubänder sind in dieser Auswertung nicht aussagekräftig, da
immer Zellen existieren, die formal zum Brennraum zählen, die aber nicht zünden
können, etwa Zellen in den Ventilspalten der Auslassventile, in die kein Kraftstoff
gelangt.
Auch die Verläufe in Abbildung 6.30 zeigen wie erwartet einen Anstieg bis zum
ersten Maximum im Bereich des oberen Totpunkts, dann ein Abfallen bis zum
Zündzeitpunkt und zuletzt einen raschen Anstieg nach Einsetzen der regulären
Verbrennung. Zu Beginn weist der Verlauf einen sehr großen Streubereich auf, der
dann aber nach Einsetzen der regulären Verbrennung schnell kleiner wird. Dieser
Effekt ist auf die Ausbreitung der Flamme zurückzuführen. Da bereits verbrannte
Bereiche in derAuswertungnichtmehr berücksichtigtwerden,wirddas Streuband
schmaler, wenn überdurchschnittlich zündwillige Zellen verbrennen.
Ebenso ist sichtbar, dass es imberechnetenBetriebspunkt nicht zur Selbstzündung
kommt. Die Flamme verzehrt das gesamte unverbrannte Gemisch noch bevor der
Verlauf des Maximalwerts die Selbstzündgrenze erreicht. Der starke Abfall der
Kurven gegen Ende der Verbrennung deutet darauf hin, dass die letzten verblei-
benden Frischgemischbereiche extrem zündunwillig sind. Dies lässt sich damit
erklären, dass es sich um wandnahe Bereiche handelt, die im Vergleich zum übri-
gen Brennraum eine deutlich niedrigere Temperatur aufweisen.
Zu beachten ist bei dieser Betrachtung natürlich, dass die tatsächlichen Verläufe
im Motor auch Zyklusschwankungen unterworfen sind. Dies betrifft gerade den
Zeitbereich der Verbrennung. Da die Entflammung undVerbrennung imOttomotor
starken Schwankungen unterliegt, können für einzelne Zyklen auch die Verläufe
der Zündwilligkeit anders verlaufen.
Für die Betrachtung der Vorentflammungsneigung sind diese Zyklenschwankun-
gen weniger bedeutend. Aufgrund der frühen Einspritzung und der daraus re-
sultierenden langen Zeitspanne, die für die Gemischbildung zur Verfügung steht,
kann angenommen werden, dass Unterschiede beim Einströmen oder in der Ein-
spritzung bis zum Erreichen des oberen Totpunkts weitgehend durch turbulente
Mischungsprozesse ausgeglichen werden.
In dem für Vorentflammung entscheidenden Kurbelwinkelbereich um den obe-
ren Totpunkt erreicht die Zündwilligkeit im Mittel nur einen Wert von etwa 0,3.
Allerdings weist die räumliche Verteilung sehr große Streuungen auf, es werden
Maximalwerte von fast 0,8 erreicht. Die Betrachtung des 95%-Quantil-Verlaufs
offenbart jedoch, dass diese großen Werte auf sehr kleine Brennraumbereiche
beschränkt sind. Für 95% der Zylinderfüllung liegt der Wert bei unter 0,4.
Zur Auslösung der Vorentflammung kommen somit zwei Möglichkeiten in Be-
tracht: Es können entweder kleine Störungen auftreten, die einen Brennraumbe-
reich mit großer Zündwilligkeit betreffen, oder starke Störungen, die praktisch
unabhängig von den Umgebungsbedingungen immer zur Selbstzündung führen.
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Abbildung 6.31: Verlauf der Zündwilligkeit für Direkteinspritzung
(links) und Saugrohreinspritzung (rechts).
Welche der beiden Möglichkeiten zutrifft, hängt somit vom konkreten Auslöseme-
chanismus ab. Wenn es sich beispielsweise um sehr heiße Partikel handelt, ist die
resultierende Störungmöglicherweise so groß, dass die Selbstzündwilligkeit keine
Rolle spielt. Bei Tropfen als Zündauslöser kann der lokale Zustand aber durchaus
eine Rolle spielen [Dah10a].
Zur Bewertung des Risikos unerwünschter Selbstzündung ist es erforderlich, ne-
ben der Zündwilligkeit auch den Einfluss möglicher Störungen zu quantifizieren.
Dies erweist sich in der Praxis als schwierig, da zur Bewertung einzelner Störun-
gen die zugrundeliegenden Mechanismen genau bekannt sein müssen. So ist es
beispielsweise recht einfach, die Zündwilligkeit bei lokal erhöhter Temperatur zu
berechnen. Im Motor treten allerdings Effekte auf, die in derartigen Simulationen
nur schwer zu erfassen sind. Tropfen aus Motoröl oder Kraftstoff-Öl-Gemischen
können während der Kompressionsphase weite Strecken im Brennraum zurück-
legen. Während dieser Bewegung verdunstet einerseits Flüssigkeit, andererseits
wird dem Gas Verdunstungswärme entzogen, was zu einer Abkühlung führt. Beide
Prozesse werden zudem überlagert durch turbulente Mischungsprozesse. Um zu
aussagekräftigen Ergebnissen zu kommen, müssen daher konkrete Fälle in der
3D-Simulation berechnet werden.
Die Methode kann jedoch auch eingesetzt werden, um unterschiedliche Betriebs-
strategien zu vergleichen. Beispielsweise kann die in den experimentellen Untersu-
chungen verwendete Betriebsstrategie mit Direkteinspritzung mit einer Strategie
mit Saugrohreinspritzung verglichen werden. Dazu wurde die Direkteinspritzung
in der Simulation deaktiviert und durch eine homogene Zumischung des Kraft-
stoffs zur Ansaugluft ersetzt. Der Kraftstoffmassenbruch im Gemisch wurde dabei
so gewählt, dass sich das in den Experimenten gemessene Luft-Kraftstoff-Verhält-
nis ergab. Drücke und Temperaturen wurden aus den Messungen mit Direktein-
spritzung übernommen.
Abbildung 6.31 zeigt einen Vergleich der ermittelten Zündwilligkeiten für beide
Fälle. Die Darstellung entspricht der in Abbildung 6.30, angegeben sind jeweils der
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Median- der 95%-Quantil- und der Maximumverlauf. Es ist deutlich zu erkennen,
dass im Falle der Saugrohreinspritzung insgesamt höhereWerte der Ignition Delay
Fraction erreicht werden, die Streuung aber etwas kleiner ausfällt. Der höhere Mit-
telwert kann durch den fehlenden Kühlungseffekt der Direkteinspritzung erklärt
werden. Dieser Effekt beruht darauf, dass bei der Direkteinspritzung die Wärme,
die zur Verdunstung des eingespritzten Kraftstoffs aufgebracht werden muss, der
Zylinderfüllung entzogen wird, was zu einer Absenkung der Temperatur führt. In
den Simulationsergebnissen ist diese Innenkühlung erkennbar. Der Unterschied
in der Massenmitteltemperatur zwischen Saugrohr- und Direkteinspritzung am
Ende der Kompression beträgt ca. 15 °C.
Die geringere Schwankungsbreite der Ignition Delay Fraction bei Saugrohrein-
spritzung ist auf den deutlich höheren Homogenisierungsgrad zurückzuführen.
Abbildung 6.32a zeigt die räumliche Verteilung am oberen Totpunkt für beide Be-
triebsstrategien. Während im Falle der Saugrohreinspritzung die Zündwilligkeit
im gesamten Brennraum nahezu konstant ist, ist bei der Direkteinspritzung ein
deutlicher Unterschied zwischen Ein- und Auslassseite zu erkennen.
Die Ursache für diesen Unterschied wird aus den Abbildungen 6.32b und 6.32c er-
sichtlich. Diese zeigen die räumlichen Verteilungen von Temperatur und Kraftstoff-
massenbruch jeweils für beide Betriebsstrategien. Bei der Saugrohreinspritzung
ist der Kraftstoff homogen im gesamten Brennraum verteilt. Inhomogenitäten, die
beispielsweise aus einer Ungleichverteilung von rückgehaltenem Restgas resultie-
ren könnten, sind nicht zu erkennen. Ebenso ist die Temperaturverteilung nahezu
homogen. Einzig durch den Wärmeübergang an die Brennraumwände kommt es
zu Temperaturunterschieden, die wandnahen Bereiche sind durchweg kälter als
das freie Gas.
Völlig anders stellt sich die Situation bei der Benzindirekteinspritzung dar. Beide
Größen weisen hier deutliche Ungleichverteilungen auf, die über den Prozess der
Verdampfung miteinander verknüpft sind. Auf der Einlassseite ist offensichtlich
deutlich mehr Kraftstoff verdunstet als auf der Auslassseite. Dies macht sich einer-
seits durch einen höheren Kraftstoffmassenbruch, andererseits aber auch durch
eine niedrige Temperatur bemerkbar. Ursache für diesen Zusammenhang ist der
bereits genannte Kühlungseffekt der Verdunstung.
Die Auswirkungen der Verdunstung auf die Zündwilligkeit sind, wie Abbildung
6.32a zeigt, nicht einheitlich. Generell weisen Gemische mit hohen Temperaturen
und fetten Zusammensetzungen kürzere Zündverzugszeiten auf. Somit treten we-
der in den fetten, aber kühlen Bereiche auf der Einlassseite noch in den heißen,
aber mageren Bereiche unter den Auslassventilen besonders hohe Zündwillig-
keiten auf. Stattdessen liegt der kritische Bereich für das Auftreten von Selbst-
zündung in einem Bereich mit mittleren Temperaturen und mittlerem Kraftstoff-
massenbruch. Auch dieser Effekt hat zur Folge, dass der räumliche Mittelwert
































Abbildung 6.32: Vergleich zwischen Direkteinspritzung und Saugrohr-
einspritzung. Schnitt durch die Zylindermittelebene.
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Für die Vorentflammungsempfindlichkeit bedeutet dies, dass die Neigung zur
Selbstzündung beim Betrieb mit Saugrohreinspritzung höher ist als bei Verwen-
dung von Direkteinspritzung. Dabei ist allerdings zu berücksichtigen, dass bei
der Simulation der Saugrohreinspritzung der Füllungsverlust durch die fehlende
Innenkühlung nicht kompensiert wurde. Bei entsprechend stärkerer Ladeluftküh-
lung würde die Selbstzündwilligkeit ebenfalls absinken.
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Die Reduzierung des Kraftstoffverbrauchs ist eines der wichtigsten Ziele bei der
Entwicklung von neuenOttomotoren. Es existieren unterschiedliche Konzepte,mit
denen das Grundproblem dieser Motoren, die Drosselverluste im Teillastbetrieb,
reduziert werden können. Steht ein vollvariabler Ventiltrieb zur Verfügung, dann
kann der Motor durch geeignete Wahl der Ventilsteuerzeiten ungedrosselt, aber
trotzdem mit reduzierter Füllung bei stöchiometrischer Gemischzusammenset-
zung betrieben werden. Andernfalls kann die Entdrosselung mit der strahlgeführ-
ten Benzindirekteinspritzung kombiniert werden, bei der nur in unmittelbarer
Nähe der Zündkerze ein entflammbares Gemisch platziert wird, auf den gesam-
ten Brennraum bezogen jedoch ein mageres Luft-Kraftstoff-Verhältnis vorliegt.
Als weiteres Magerbrennverfahren kommen HCCI-Brennverfahren mit starker
Luft- oder Abgasverdünnung in Frage. Das Problem der Entflammbarkeit magerer
Gemische wird hier dadurch gelöst, dass das Gemisch nicht mit einer Zündker-
ze gezündet wird, sondern durch Selbstzündung. Neben diesen Strategien, die
darauf abzielen, die Drosselverluste im Teillastbetrieb zu vermeiden, existieren
auch Ansätze, bei denen der Teillastbetrieb durch Betriebspunktverschiebung ver-
mieden wird. Dabei werden Motoren mit kleinem Hubvolumen eingesetzt, deren
Nennleistungsdefizit durch Aufladung kompensiert wird.
Alle diesemodernen Verfahren liefern neueHerausforderungen an die numerische
Simulation des Motorprozesses im Rahmen der Brennverfahrensentwicklung. Be-
sonders für die Benzinselbstzündung sowie die Verknüpfung von Selbstzündung
und Flammenfrontverbrennung existieren noch keine allgemeingültigen Modelle.
Dies betrifft vor allem die HCCI-Brennverfahren, aber auch Downsizing-Verfahren,
da bei diesen die eingesetzten Motoren spezifisch höher belastet werden, was das
Auftreten von Verbrennungsanomalien begünstigt.
Im Rahmen dieser Arbeit wurde in Zusammenarbeit mit dem Institut für Techni-
scheThermodynamik amKarlsruher Institut für Technologie einVerbrennungsmo-
dell entwickelt, das einen Beitrag dazu leistet, diese Lücke in der Modellierung des
Motorprozesses zu schließen. Das Modell wurde in Form eines Fortran-Moduls für
den 3D-CFD-Code STAR-CD implementiert. Es handelt sich um ein übergeordnetes
Modell, das unterschiedliche Aspekte der Simulation wie die Zeitschrittweiten-
steuerung und Ausgabe von Ergebnisgrößen sowie die Übergabe von thermoche-
mischen Daten wie Speziesmassenbrüchen, Drücken und Temperaturen zwischen
CFD-Code und Verbrennungsmodell abdeckt. Das Verbrennungsmodell umfasst
Teilmodelle für reguläre Flammenfrontverbrennung sowie für homogene Selbst-
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zündung. Sein modularer Aufbau ermöglicht jedoch auch die Einbindung weiterer
Untermodelle.
Sowohl das Untermodell für die Flammenfrontverbrennung als auch das Selbst-
zündungsmodell basieren auf älteren Arbeiten. Das Modell der Flammenfront-
verbrennung ist eine abgewandelte Version des Eingleichungsmodells nach Wel-
ler [Wel94]. Dieses wurde erweitert um eine Möglichkeit, die laminare Flammen-
geschwindigkeit aus Daten von detaillierten Flammensimulationen abzuschätzen.
Das Selbstzündungsmodell wurde von Hensel in Zusammenarbeit mit dem Insti-
tut für Technische Thermodynamik entwickelt [Hen09]. Bisher konnte in diesem
Modell ausschließlich ein Transportansatz verwendet werden, bei dem der Wert
der Fortschrittsvariable als Skalar im Kontext der CFD-Simulation transportiert
wurde und alle weiteren Größen zur Beschreibung des Reaktionssystems aus den
Momentanwerten des Strömungsfelds berechnet wurden. Es wurde nun um ei-
nen weiteren Ansatz ergänzt, bei dem der Zustand des Reaktionssystem aus den
akkumulierten Änderungen im CFD-Strömungsfeld unter Berücksichtigung eines
chemischen Quellterms berechnet wird. Die ermittelten Zustandsänderungen im
CFD-Code werden in jedem Zeitschritt in den zulässigen Zustandsraum, der durch
die im Rahmen der Verbrennungsmodellierung vorausberechneten Zündverläufe
definiert ist, projiziert. Für diese Projektion können Nebenbedingungen formu-
liert werden, wodurch gewährleistet werden soll, dass das Modell Störungen auf
physikalisch sinnvolle Weise berücksichtigt.
Die Funktionsfähigkeit des Selbstzündmodells wurde anhand von Berechnungen
der Selbstzündung in homogenen Reaktoren validiert. Dazu wurden unter defi-
nierten Bedingungen Zündverläufe simuliert und die Zündverzugszeiten mit de-
nen aus Simulationen auf Grundlage von detaillierter Reaktionskinetik verglichen.
Dieser Vergleich wurde bei unterschiedlichen Drücken jeweils für einen großen
Bereich von Anfangstemperaturen vorgenommen. Außerdem wurde bei den Va-
lidierungsrechnungen der Einfluss von Abmagerung sowie von Verdünnung mit
Abgas untersucht. Sowohl bei den isochoren als auch bei den isobarenRechnungen
ergab sich eine gute Übereinstimmung.
Im zweiten Teil der Arbeit wurden verschiedene Anwendungsbeispiele für das
Verbrennungsmodell behandelt. Zunächst wurden die beiden Anwendungsfälle
vorgestellt, bei denen die Untermodelle zu Flammenfrontverbrennung und Selbst-
zündung praktisch unabhängig voneinander arbeiten.
Für die reguläre, funkengezündete Verbrennung konnte gezeigt werden, dass das
Flammenmodell eine plausible Flammenausbreitung liefert. Ebenso weist der re-
sultierende Zylinderdruckverlauf, der sich bei der Simulation der Verbrennung
ergab, nur geringe Abweichungen vommittleren gemessenen Verlauf auf, die zu-
dem innerhalb der Schwankungsbreite der Zyklusschwankungen liegen.
Als Anwendungsbeispiel für das Selbstzündungsmodell wurde die HCCI-Verbren-
nung gewählt. Aufgrund der Komplexität des Brennverfahrens war bei den ex-
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perimentellen Untersuchungen zu dieser Betriebsstrategie ein deutlich höherer
Aufwand nötig. Um eine geeignete Kombination von Ventilsteuerzeiten festzule-
gen,wurden zunächst Steuerzeitenkennfelder aufgezeichnet. Auf Grundlage dieser
Kennfelder wurde dann ein Referenzbetriebspunkt definiert. Da die Selbstzün-
dung stark vom verwendeten Kraftstoff abhängt, wurde dann ein Kraftstoffver-
gleich zwischen dem für die Kennfeldvermessung verwendeten EuroSuper und
dem in den Simulationen verwendeten TRF-Kraftstoff durchgeführt. Es zeigte sich,
dass unter den zuvor festgelegten Referenzeinstellungen mit dem TRF-Kraftstoff
kein stabiler Motorbetrieb möglich war, weshalb für die folgenden Untersuchun-
gen der Einspritzzeitpunkt nochmals angepasst werden musste. Unter Verwen-
dung eines Systems aus synchronisierten Hochgeschwindigkeitskameras konnte
die räumliche Lage der Selbstzündorte im HCCI-Betrieb ermittelt werden. Anhand
dieser Ergebnisse konnte gezeigt werden, dass das verwendete Selbstzündungs-
modell in der Lage ist, den Ort der Selbstzündung richtig vorherzusagen.
Neben diesen Fällen mit reiner Flammenfrontverbrennung und reiner Selbstzün-
dung wurde außerdem die Vorentflammung als komplexerer Anwendungsfall un-
tersucht. Zu Beginn der Untersuchungen standen zu diesem Phänomen, das erst
in den letzten Jahren mit der zunehmenden Verbreitung von Downsizing-Motoren
an Bedeutung gewonnen hat, nur wenige Informationen zur Verfügung. Es wurden
daher umfangreiche experimentelle und numerische Untersuchungen durchge-
führt, um Hinweise auf seine Ursache zu gewinnen. Dazu wurden zunächst alle
potentiellen Ursachen systematisch identifiziert. Die Abhängigkeit der Vorentflam-
mungshäufigkeit von den motorischen Randbedingungen wurde im Rahmen von
Temperatur- und Ladeluftvariationen untersucht. Ein erster deutlicher Hinweis
auf die Ursache für das Auftreten von Vorentflammung lieferte eine Kraftstoffvaria-
tion. Hier konnte eine deutliche Korrelation der Vorentflammungshäufigkeit mit
demVerlauf der Siedelinie des verwendeten Kraftstoffs im Temperaturbereich von
120 °C bis 130 °C festgestellt werden. Je höher der Anteil an bereits verdampftem
Kraftstoff in diesem Temperaturbereich war, um so kleiner war die Vorentflam-
mungsneigung. Als Ergebnis der Untersuchungen wurde ein Mechanismus als
wahrscheinlichste Ursache für Vorentflammung im verwendeten Versuchsmotor
vorgeschlagen, der darauf basiert, dass der Kraftstoff, der aus dem Einspritzstrahl
an die Brennraumwand gelangt, dort den Ölfilm verdünnt, was dieWahrscheinlich-
keit erhöht, dass sich Tropfen aus dem Feuerstegbereich lösen, die im Brennraum
Selbstzündung auslösen.
Abschließend wurden Einsatzmöglichkeiten der CFD-Simulation bei der Untersu-
chung des Phänomens beschrieben. Eswurde eine Erweiterung des Verbrennungs-
modells vorgestellt, anhand derer sich die Neigung zur Selbstzündung quantifi-
zieren lässt. Dies kann einerseits verwendet werden, um räumliche Unterschiede
aufzulösen, andererseits dazu, unterschiedliche Betriebsstrategien miteinander
zu vergleichen. Als Beispiel für einen derartigen Vergleichwurde der in den experi-
mentellen Untersuchungen verwendeten Strategie mit Benzindirekteinspritzung
109
7 Zusammenfassung
die Betriebsstrategie mit Saugrohreinspritzung gegenübergestellt. Dabei konnten
sowohl in den mittleren Zündwilligkeiten als auch in der räumlichen Verteilung
deutliche Unterschiede aufgezeigt werden.
Es konnte somit gezeigt werden, dass das Verbrennungsmodell in der Lage ist,
unterschiedliche Verbrennungsmodi abzudecken. Gleichwohl muss festgestellt
werden, dass es noch weiterer Entwicklungsarbeit bedarf, um das Modell tatsäch-
lich universell einsetzbar zumachen. Die bisher verwendetenModelle sind einfach
und robust, weisen aber auch Schwächen auf.
Das Selbstzündungsmodell kann verbessertwerden, indemdie Funktion zur schrä-
gen Projektion der Zustandsänderungen robuster gestaltet wird. Dazu muss die
Wahl der Nebenbedingungen überdacht werden. Außerdem muss eventuell die
Methode der Tabellenkorrektur weiter verfeinert werden, um diesen Nebenbe-
dingungen gerecht zu werden. Eine weitere Verbesserungsmöglichkeit liegt in der
Einbeziehung der Varianz des Kraftstoffmassenbruchs in die Berechnung der Re-
aktionskinetik. Ein erstes einfaches Teilmodell dazu wurde bereits implementiert,
aber noch nicht für Simulationen eingesetzt.
Ebenso werden die Möglichkeiten, die die bereits vorhandenen REDIM-Tabellen
zur Modellierung der Flammenfrontverbrennung bieten, bisher nur unzureichend
genutzt. Hier ist eine Weiterentwicklung des Flammenmodells – beispielsweise
auch zur Berechnung von Nachreaktionen hinter der Flammenfront – denkbar.
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